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1 Einleitung

1.1 Motivation

Seit den 1950er Jahren werden Permanentmagnete (PM) aus hartmagnetischen Ferriten (,,Fer-
ritmagnete”) eingesetzt. Diese keramischen Werkstoffe zeichnen sich gegeniiber den bis dato
genutzten metallischen Aluminium-Nickel-Cobalt-Magneten durch eine wesentlich hohere
Koerzitivfeldstirke und damit Entmagnetisierungsfestigkeit aus. Hierdurch sind Ferritmagnete

besonders fiir den Einsatz in Elektromotoren gut geeignet. [KR67; Sch93; Sug99]

Mit der Entwicklung der Samarium-Cobalt-Magnete 1970 [Str70] sowie der Neodym-Eisen-
Bor-Magnete 1984 [Sta95] wurden die Ferritmagnete ihrerseits verdrdngt, da die sogenannten
Seltenen-Erden-Magnete (SE-Magnete) {iiberlegene Werte fiir Remanenz und Koerzitiv-
feldstirke aufweisen [Sch93]. Dies ermoglichte eine erhebliche Steigerung von Leistungsdichte
und Effizienz im Elektromaschinenbau. Nachteile der SE-Magnete sind die im Vergleich zu
Ferritmagneten hohen Materialkosten, die gute elektrische Leitfihigkeit sowie die Korro-
sionsanfilligkeit [Cam94]. Die beiden letztgenannten Eigenschaften sind allerdings nur fiir
Spezialanwendungen!!! relevant. Daher wird sich heutzutage im Volumengeschift auf die

Anwendung von SE-Magneten konzentriert.

In jlingster Zeit wird der Anwendung von Ferritmagneten wieder groere Aufmerksamkeit ge-
schenkt. Durch Zugabe von Lanthan und Cobalt konnten sowohl fiir die Remanenz als auch
fiir die Koerzitivfeldstirke Steigerungen erzielt werden [Sug99]. Dariiber hinaus erfordern stetig
verschirfte Effizienznormen!?! und hohe Energiepreise eine wirkungsgradorientierte Auslegung
der Motoren. Wihrend Asynchronmotoren (ASM) hier teilweise an ihre Grenzen stofen, ist
die Verwendung von SE-Magneten in permanentmagneterregten Synchronmotoren aufgrund der
unsicheren Versorgungslage zunehmend problematisch. Die so entstehende Produktliicke kann
durch die Verwendung ferritmagnetbasierter Motoren ausgefiillt werden. Um die Anschaffung
eines kostspieligen Frequenzumrichters zu vermeiden, bietet sich die Integration eines Kurz-

schlusskifigs in den PM-Rotor an.

[(IDje elektrische Leitfihigkeit spielt aufgrund der Wirbelstromverluste vor allem bei Hochfrequenzanwendungen
eine Rolle, der Korrosionsaspekt etwa bei nassen Unterwassermotoren.
[2IBeispielhaft sei hier die IEC-Norm 60034-30-1 fiir Netzantriebe genannt.



1 Einleitung

1.2 Aufgabenstellung

In der vorliegenden Arbeit soll ein hocheffizienter Synchronmotor fiir Hauptantriebe auf
Ferritmagnetbasis entwickelt werden, welcher geeignet ist, bestehende ASM zur Reduktion des
Energieverbrauchs beziehungsweise zur Erfiillung schirferer Effizienznormen zu ersetzen. Ein
wesentliches Merkmal des zu entwickelnden Synchronmotors soll dabei dessen Netzanlauf-
beziehungsweise ,,Line-Start“-Fahigkeit (LS) durch den Einbau eines Kurzschlusskifigs sein.
Durch den somit moglichen Verzicht auf einen Frequenzumrichter mit Rotorlageerfassung
werden nicht nur die Kosten des Antriebssystems gesenkt, sondern auch ein direkter Austausch
vorhandener ASM durch den PMLS-Motor ermdglicht. Diese Fahigkeit qualifiziert den PMLS-
Motor fiir Applikationen wie drehzahlkonstant betriebene Pumpen oder den frequenzgesteuerten

Betrieb am Gruppenumrichter ohne Rotorlageerfassung.

Als Vergleichsbasis wird ein kommerziell verfiigbarer, fiir den Netzbetrieb ausgelegter vierpo-
liger ASM im unteren Leistungsbereich (1 bis 10kW) herangezogen. Gegeniiber diesem soll
unter Beibehaltung der dulleren Aktivteilabmessungen und der Polpaarzahl p = 2 mittels Ferrit-
technik eine erhebliche Wirkungsgradsteigerung auf das Effizienzniveau IE403! realisiert werden.
Dariiber hinaus ist auf ein vorteilhaftes Intrittfallverhalten zu achten. Zur Berechnung des neuen
PMLS-Motors wird eine ganzheitliche analytische Beschreibung des elektromagnetischen so-
wie des (stationdren) thermischen Betriebsverhaltens erarbeitet und sowohl mittels numerischer

Berechnung als auch experimentell iiberpriift.

1.3 Aufbau der Arbeit

Die vorliegende Arbeit ist in zwolf Kapitel unterteilt, wobei Kapitel 1 der Einleitung entspricht.
In Kapitel 2 werden zunidchst die Anforderungen an den zu entwickelnden PMLS-Motor
prazisiert und die Ferrittechnik in groben Ziigen vorgestellt. AnschlieBend werden mogliche
Konzepte fiir die Aktivteilgestaltung erarbeitet und einer Vorauswahl geméfl den formulierten

Kriterien unterzogen.

Im darauffolgenden Kapitel 3 wird das Grundwellenmodell des PMLS-Motors fiir stationire
und transiente Vorginge erortert. Die Koeffizientenberechnung der daraus resultierenden
Differentialgleichungen wird ebenfalls thematisiert. AnschlieBend wird sich in Kapitel 4 der
stationdren thermischen Modellierung eines eigengekiihlten elektrischen Motors gewidmet. Der
Fokus liegt hierbei auf der Berechnung der thermischen Ersatzwiderstidnde, aus denen das den

Motor beschreibende thermische Ersatznetzwerk aufgebaut ist.

BlZur Definition siehe IEC 60034-30-1.



1.3 Aufbau der Arbeit

In Kapitel 5 werden die in den beiden vorangehenden Kapiteln erarbeiteten Zusammenhinge
zum Aufbau eines analytischen Modells (AM) genutzt, welches das stationére Betriebsverhalten
beschreibt. Es wird gezeigt, wie der komplexe magnetische Kreis des Motors durch ein
magnetisches Ersatznetzwerk approximiert werden kann. Die analytische Modellierung des
transienten Betriebsverhaltens wird in Kapitel 6 thematisiert. Im Vordergrund steht hierbei
die Berechnung des Intrittfallverhaltens. Als Alternative zur Analytik wird in Kapitel 7 die
numerische Feldberechnung unter Nutzung der Finiten-Elemente-Methode (FEM) vorgestellt.

Die Auslegung zweier Funktionsmuster zur praktischen Erprobung mit Hilfe der vorgestellten
Simulationsmethoden findet in Kapitel 8 statt. Im darauffolgenden Kapitel 9 wird der Bau
der ausgelegten Funktionsmuster dokumentiert und die zur messtechnischen Untersuchung
konzipierten Priifstinde vorgestellt. AnschlieBend wird in Kapitel 10 ein Vergleich der Mess-
mit den Simulationsergebnissen durchgefiihrt.

In Kapitel 11 findet ein Konzeptvergleich der beiden Funktionsmuster statt. Im darauffolgen-
den Fazit in Kapitel 12 wird die Arbeit rekapituliert und mit einer Diskussion der Ergebnisse

abgeschlossen.



1 Einleitung




2 Konzipierung eines PMLS-Motors in

Ferrittechnik

2.1 Anwendungsbereiche

Der PMLS-Motor in Ferrittechnik sieht sich bei der Eignung als netzstartfdhiger Hauptantrieb im
Wesentlichen drei Konkurrenten gegeniiber: dem ASM, dem PMLS-Motor in SE-Technik sowie

dem Reluktanz-LS-Motor. Im Allgemeinen sind Asynchron- und Reluktanzmotor dabei robuster

und giinstiger in der Herstellung, die Nutzung von SE-Magnetmaterial fiihrt hingegen zu einer

tiberlegenen Leistungsdichte und hoher Effizienz. Im Gegenzug sind die Anschaffungskosten der

SE-Magnete im Vergleich zu Ferritmagneten hoch (Abbildung 2.1).

niedrig Anschaffungskosten

ASM / Reluktanz- PMLS-Motor PMLS-Motor
LS-Motor in Ferrittechnik in SE-Technik

Betriebskosten niedrig

Abbildung 2.1: Qualitativer Kostenvergleich der verschiedenen netzstartfahigen Motortypen



2 Konzipierung eines PMLS-Motors in Ferrittechnik

Somit bietet sich der PMLS-Motor in Ferrittechnik fiir Anwendungen an, in denen die Be-
triebskosten gegeniiber den Anschaffungskosten dominant sind, da sich in diesem Fall der
bessere Wirkungsgrad gegeniiber Asynchron- und Reluktanzmotor bezahlt macht. Aufgrund
der gegeniiber SE-Motoren geringeren Leistungsdichte sollte auerdem der Platzbedarf eine

untergeordnete Rolle spielen.

Als mogliche Applikationen kommen daher mit konstanter Drehzahl betriebene
Stromungsmaschinen wie Pumpen und Liifter in Frage. In einer Studie aus dem Jahr
2016 wurde aufgezeigt, dass der Anteil der Pumpen- und Liifterantriecbe am elektrischen
Energieverbrauch der deutschen Industrie 41 % betrdgt [Jav+16]. Hieraus folgt, dass selbst
geringe Effizienzsteigerungen aufgrund der hohen Stiickzahlen ein erhebliches Einsparpotential
nach sich ziehen. Eine groBe Uberlastfihigkeit ist fiir das skizzierte Aufgabenfeld nicht von
Belang, sodass eine hohe magnetische Ausnutzung der Maschine zur Effizienzverbesserung
moglich ist. Um einen sicheren Intrittfall zu gewihrleisten, ist bei diesem Einsatzszenario die

Kenntnis der Intrittfallgrenze von besonderem Interesse.

Ein weiteres interessantes Anwendungsgebiet stellt der Betrieb am Gruppenumrichter dar.
Hierbei werden mehrere Motoren gemeinsam an einem Frequenzumrichter ungeregelt iiber eine
U (f)-Kennlinie betrieben. Diese Konstellation ist vor allem in der Textilindustrie in Form von
Galettenantrieben verbreitet. Aufgrund der hohen Anforderungen an die Drehzahlgenauigkeit
kommen hier stets Synchronmotoren, meist auf ASM basierende Polliicken-Reluktanzmotoren
(sieche Abbildung 2.1) zum Einsatz [BK11]. Ist ein nachtrigliches Zuschalten eines Motors
erforderlich, so muss dieser im Umrichternetz trotz des hohen Trigheitsmoments der Galette
sicher in Tritt fallen konnen. Aus diesem Grund wird fiir den zu entwickelnden PMLS-Motor
eine hohe Intrittfallsicherheit verlangt. Zur quantitativen Beurteilung selbiger wird fiir einen
vorgegebenen Lastfall die minimale Spannung herangezogen, bei der ein Intrittfall moglich ist.

Diese Spannung wird nachfolgend als Intrittfallspannung bezeichnet.



2.2 Bewertungskriterien

2.2 Bewertungskriterien

Um den abgesteckten Einsatzgebieten gerecht zu werden, muss der zu entwickelnde Motor eine
Reihe von Anforderungen erfiillen. Diese lassen sich nach Abbildung 2.2 in vier Hauptgebiete
unterteilen: Stationéres und transientes Betriebsverhalten, Fertigungstechnik und Entmagnetisie-
rungsfestigkeit. Von den so gruppierten Einzelkriterien sind die in der Abbildung dunkelfarbig

hinterlegten Unterpunkte bei der Konzeptauswahl von besonderem Interesse.
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Abbildung 2.2: Anforderungen an einen PMLS-Motor in Ferrittechnik



2 Konzipierung eines PMLS-Motors in Ferrittechnik

2.3 Magnete auf Ferritbasis

2.3.1 Herstellung und physikalische Eigenschaften

Bei hartmagnetischem Ferrit handelt es sich um keramisches Eisen(III)-oxid, welches chemisch
durch Sintern mit Strontium- oder Bariumcarbonat verbunden wird. Nach dem Sinterprozess
wird das Ferrit zu feinen Partikeln zermahlen, sodass jeder Partikel aus einem einzigen
WEIss-Bezirk!!! besteht. Das so entstandene Pulver wird anschlieBend in die gewiinschte Form
gepresst und durch erneutes Sintern wieder verbunden. Zur Verbesserung der magnetischen
Eigenschaften kann der Pressvorgang unter Einfluss eines Magnetfeldes stattfinden. Das dabei
entstethende Magnetmaterial wird als anisotropisch bezeichnet, da der Magnet aufgrund der
Ausrichtung der einzelnen Partikel im Magnetfeld eine Vorzugsrichtung erhélt. Seine endgiiltige
Magnetisierung erhilt der fertige Magnet durch ein externes Feld, dessen Feldstirke die
Sattigungsfeldstiarke des Magneten tiberschreitet. Dieser Vorgang wird als Aufmagnetisierung
bezeichnet (Abbildung 2.3). Nach Abschluss dieses Prozesses verbleibt die Remanenzinduktion
B:, wodurch der Magnet sein eigenes Magnetfeld erzeugt. [Ber98; Kne62; KR67]

&
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Abbildung 2.3: Schematische Darstellung des Aufmagnetisierungsvorgangs durch Ausrichten der
WEISS-Bezirke mittels eines externen Magnetfeldes

Ferritmagnete zeichnen sich gegeniiber anderen Magnetmaterialien durch ihre gute Korrosions-
bestidndigkeit aus [Mic+95]. Dariiber hinaus besitzen sie eine hohe Koerzitivfeldstiarke (auller
im Vergleich mit SE-Magneten), was sie gegeniiber entmagnetisierend wirkenden Feldern
vergleichsweise unempfindlich macht [Sch93]. Im Gegenzug dazu ist ihre Remanenzinduktion

verhiltnismiBig gering!?!, weshalb bei der Nutzung von Ferritmagneten als Erregersystem

[(IDabei handelt es sich um Regionen innerhalb des Materials, in denen alle Elementarmagnete (magnetische Dipo-
le) parallel ausgerichtet sind [Ber98].

[2IDie Remanenz der ferrimagnetischen Ferritmagnete ist circa um den Faktor 3 kleiner als die der ferromagneti-
schen SE-Magnete, da im Ferrimagnetismus einer von drei Elementarmagneten antiparallel zur Vorzugsrichtung
ausgerichtet ist und somit in Summe nur ein Drittel der Elementarmagnete zum resultierenden Magnetfeld bei-
tragt. Im Ferromagnetismus hingegen sind im magnetisierten Zustand alle Elementarmagnete in Vorzugsrich-
tung orientiert. [Ber98]



2.3 Magnete auf Ferritbasis

eines Elektromotors entsprechende Mallnahmen wie Flusskonzentration zur Verbesserung des
Betriebsverhaltens durchgefiihrt werden miissen. Mechanisch sind sie wie andere Keramiken
sprode, weshalb sie nach dem Pressvorgang durch Schleifen bearbeitet werden. Thre CURIE-
Temperatur, das heiflt, die Temperatur, bei der sie ihren Magnetismus verlieren, liegt mit etwa
450°C oberhalb der von neodymbasierten SE-Magneten, jedoch unterhalb der Werte von
Aluminium-Nickel-Cobalt- oder Samarium-Cobalt-Magneten. [Cam94; Mic+95]

Es sei darauf hingewiesen, dass die Magnetisierung grundsitzlich durch thermische Alterung
im Laufe der Zeit verschwindet’®). Bis zu einer gewissen Temperatur lduft dieser Prozess
allerdings so langsam ab, dass er in der Praxis vernachldssigt werden kann. Diese Temperatur
wird im Allgemeinen als maximale Betriebstemperatur bezeichnet und liegt unterhalb der
CURIE-Temperatur. Oberhalb seiner maximalen Betriebstemperatur kann ein Magnet nicht als
Erregung eines Elektromotors genutzt werden, weshalb dieser Wert bei der Auslegung des
Motors maBgeblich ist. [KR70]

Ein groBer Vorteil von Ferrit- gegeniiber metallischen Magneten besteht darin, dass sie als
keramische Materialien einen hohen spezifischen elektrischen Widerstand aufweisen [Sch93;
Mic+95]. Dadurch wird die Ausbildung von Wirbelstromen innerhalb des Magneten gehemmt,
was besonders fiir Hochfrequenzanwendungen interessant ist. Fiir die vorliegende Arbeit be-
deutet diese Eigenschaft, dass die Ausbildung von Wirbelstromen innerhalb der Magnete ver-

nachléssigt werden kann.

2.3.2 Magnetische Eigenschaften

Fiir die Quantifizierung der magnetischen Eigenschaften eines PM-Materials sind drei Parameter
von wesentlichem Interesse: Die Remanenzinduktion By, die Koerzitivfeldstirke H.g der magne-
tischen Flussdichte B sowie die intrinsische Koerzitivfeldstirke H.y der magnetischen Polarisa-
tion J. Mit der magnetischen Feldkonstante Ly kann der Zusammenhang zwischen der magneti-
schen Flussdichte, der magnetischen Polarisation und der magnetischen Feldstirke H hergestellt
werden.

B=J+u-H (2.1)

[3IDieses Phinomen kann thermodynamisch durch die Zunahme der Entropie bei der Umwandlung der im Magneten
gespeicherten Energie in Warme erkléart werden. Die quantenmechanisch bedingte, spontan auftretende Bildung
neuer WEISS-Bezirke mit einer von der Vorzugsrichtung verschiedenen Orientierung verringert das Energiepro-
dukt B - H des Magneten, die bei diesem als BARKHAUSEN-Sprung bekannten Vorgang freiwerdende Energie
wird als Wirme an die Umgebung abgegeben. Der beschriebene Umwandlungsvorgang lduft umso schneller ab,
je hoher die Temperatur des Magneten ist. [Ber98]



2 Konzipierung eines PMLS-Motors in Ferrittechnik

Die Koerzitivfeldstirke H.g beschreibt, welche Feldstirke ein externes, zur Vorzugsrichtung
antiparalleles Magnetfeld besitzen muss, um die Remanenz des Magneten zu kompensieren.
H.; hingegen gibt den Wert der Feldstirke an, bei der auch die magnetische Polarisation
verschwunden ist. Im letzteren Fall hat der Magnet seine Magnetisierung dauerhaft verloren und

muss erneut aufmagnetisiert werden.

II B/J A I
B(H)
J(H)
H
—Hgiiui gung +Hsjiyi gungr

I11 1Y

Abbildung 2.4: Sattigungshysteresekurve eines hartmagnetischen Werkstoffs

Eine weitere wichtige Grofle zur Charakterisierung von Magneten ist das Energieprodukt B - H
im linearen Bereich der Induktionskennlinie (Arbeitsbereich des Magneten). Es ist ein Mal3
fiir die Energie, die im betrachteten Arbeitspunkt im Magneten gespeichert ist. In Abbildung
2.4 ist dieses Produkt fiir einem willkiirlich gewihlten Arbeitspunkt blau gekennzeichnet. Fiir
die Anwendung in elektrischen Maschinen ist der griin hinterlegte lineare Arbeitsbereich des
Magneten im zweiten sowie gegebenenfalls dritten Quadranten maflgeblich. Wird der lineare
Bereich oberhalb des sogenannten Knies in der Nidhe von H.y verlassen, so kommt es zur

irreversiblen Entmagnetisierung. [Cam94]
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2.3 Magnete auf Ferritbasis

Abbildung 2.5 zeigt im zweiten und dritten Quadranten die Polarisationskennlinie J(H)
sowie die Induktionskennlinie B(H) des Magnetmaterials NMF-12J beim Durchlaufen der
Sattigungshysteresekurve (duBerste Hysteresekurve, die bei einer Variation des externen Ma-

gnetfeldes von +Hsgigung bis —Hsiittigung auftritt).
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Abbildung 2.5: Kennlinienfeld des Magnetmaterials NMF-12J [Hit16]

Von besonderem Interesse ist das aus Abbildung 2.5 hervorgehende Temperaturverhalten
von Ferriten. Zum einen kann mit steigender Temperatur eine deutliche Verringerung der
Remanenzinduktion beobachtet werden. Im interessierenden Temperaturbereich kann selbige
niherungsweise als lineare Funktion der Temperatur aufgefasst und durch den negativen materi-

alspezifischen Koeffizienten ag. bezogen auf eine Ausgangstemperatur 7j beschrieben werden.
B(T)=B:(Ty) - (1+op,(T —Tp)) (2.2)

Eine weitere wesentliche Erkenntnis aus Abbildung 2.5 ist die Tatsache, dass die intrinsische
Koerzitivfeldstirke des gezeigten Ferritmaterials mit steigender Temperatur zunimmt. Diese den
Ferriten eigene Charakteristik fiihrt dazu, dass bei Betrachtung der Entmagnetisierungsfestigkeit
die kleinste auftretende Betriebstemperatur maf3geblich ist. Im Vergleich hierzu nimmt bei SE-
Magneten H.y mit steigender Temperatur ab (siehe beispielsweise [Vac14]). Mathematisch kann

diese Eigenschaft durch den bei Ferriten positiven Koeffizienten By, ausgedriickt werden.

Hey(T) = Hes(To) - (1 + Briy (T — To)) (2.3)

11



2 Konzipierung eines PMLS-Motors in Ferrittechnik

2.3.3 Entmagnetisierungsverhalten

Bei Einsatz eines Magneten als rotorseitiges Erregersystem wird dieser je nach Stellung des
Rotors durch das Feld der Statorwicklung entmagnetisiert, das heiflt, bezogen auf Abbildung
2.4 einem negativen externen magnetischen Feld unterworfen. Dadurch verschiebt sich der
Arbeitspunkt des Magneten gemall Abbildung 2.6. Bei einer resultierenden Feldstirke Hapg
operiert der Magnet beispielsweise im Arbeitspunkt AP1.

B/J A

- Br,alt

- Br,neu

— Bap1

Y

— Bap2

Abbildung 2.6: Entmagnetisierungsverhalten eines hartmagnetischen Werkstoffs

Wird die Feldstirke betragsméBig weiter erhoht, so wird schlielich der lineare Arbeitsbereich
des Magneten verlassen und der Arbeitspunkt AP2 im Knie der Kennlinie erreicht. Die dafiir
notwendige Feldstirke Hap, liegt nahe der intrinsischen Koerzitivfeldstirke Hcy. In diesem Ar-

beitspunkt wird der Magnet irreversibel teilentmagnetisiert, was sich darin zeigt, dass bei einem

12



2.3 Magnete auf Ferritbasis

Wegfall des externen Feldes der Magnet nur noch die Remanenzinduktion B pey erreicht wird
(Riicklauf entlang der blauen Kennlinie). Auf mikroskopischer Ebene treten beim Erreichen
von AP2 BARKHAUSEN-Spriinge in einigen WEISS-Bezirken auf, sodass die darin befindlichen

Elementarmagnete antiparallel zur Vorzugsrichtung des Magneten ausgerichtet werden [Ber98].

In den bisherigen Ausfiihrungen wurde stets von skalaren, zur Magnetvorzugsrichtung antiparal-
lelen Magnetfeldern ausgegangen. In verschiedenen Arbeiten [GTV88a; GTV88b] wurde jedoch
gezeigt, dass die Koerzitivfeldstirke (und damit die Entmagnetisierungsfestigkeit) vom Winkel
der vektoriellen Feldstdrke zur Vorzugsrichtung abhingig sind. Ausgehend von der Annahme,
dass lediglich die antiparallel wirkende Feldkomponente Hx gemil3 Abbildung 2.7 zur Entma-
gnetisierung beitrégt, ergibt sich bei einer Radialflussmaschine (H, = 0) damit die 1/cos(7)-

Regel fiir die beim Winkel y wirksame Koerzitivfeldstirke:

-Hy(0°) . (2.4)

PM

PM-Vorzugsrichtung < EENEEERER ----- - -t

e

Abbildung 2.7: Einfluss des Winkels y zwischen der PM-Vorzugsrichtung und dem entmagnetisierend
wirkenden Feld auf die Gegenfeldstabilitit

Wie in [RAO8] angemerkt, fiihrt Gleichung (2.4) in letzter Konsequenz zu der physikalisch
fragwiirdigen Aussage, dass im Falle eines zur Vorzugsrichtung normal auftretenden Feldes
(Y =90°) dieses beliebig grof sein kann, ohne dass eine Entmagnetisierung auftritt. Tatsdchlich
wird in der genannten Arbeit sowie in [Kat05] gezeigt, dass fiir groBe Winkel die 1/ cos(y)-Regel
nicht mehr zutreffend ist. Daher wird sich im Rahmen dieser Arbeit an der in [Kat05] gegebe-
nen Empfehlung orientiert, dass der Betrag des entmagnetisierend wirkenden Feldes unabhéngig
von 7 stets kleiner als die intrinsische Koerzitivfeldstiarke sein soll. Damit ergibt sich fiir eine

Radialflussmaschine folgendes Auslegungskriterium:

Hey > \/H?+H} = Hpy . (2.5)
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2 Konzipierung eines PMLS-Motors in Ferrittechnik

2.3.4 Einfluss der Ferritmagnete auf den Auslegungsprozess

Bei der Nutzung von Magneten als Erregersystem muss im Auslegungsprozess sichergestellt
werden, dass diese im bestimmungsgeméfen Betrieb nicht durch zu hohe Gegenfelder oder
Temperaturen irreversibel entmagnetisiert werden. Bei spannungseingeprigt betriebenen
Motoren konnen die Strome nicht regelungstechnisch begrenzt werden, weshalb konstruktive
MaBnahmen zum Magnetschutz notwendig sind. Ein gingiges Mittel ist das Verbreitern
der Streustege, also jener Blechabschnitte, welche das Elektroblech auf beiden Seiten des
Magneten miteinander verbinden. Sie dienen vorrangig zum mechanischen Zusammenhalt
des Elektroblechs, tragen jedoch auch zur Reduktion der Magnetbelastung bei, da sie einem
opponierenden, der Vorzugsrichtung entgegen gerichteten magnetischen Fluss einen alternativen
Weg zur Verfiigung stellen und somit Apy verringern. Nachteilig hierbei ist die prinzipbedingte
Verringerung des Luftspaltflusses, da ein Teil des vom Magneten selbst erregten Flusses iiber
die Streustege ,kurzgeschlossen wird (PM-Streufluss). Diese Thematik wird im Rahmen der

Funktionsmusterauslegung in Abschnitt 8.5 genauer diskutiert.

Eine weitere Moglichkeit speziell bet PMLS-Motoren ist die VergroBerung der Stabflache
des Kurzschlusskifigs. Gemi3 der LENZ’schen Regel induziert eine Feldinderung im Rotor
Spannungen in den Kifigstiben; die dadurch getriebenen Rotorstrome erzeugen ein Ge-
genfeld, welches der urspriinglichen Felddnderung entgegenwirkt. Da hohe Gegenfelder im
bestimmungsgemiflen Betrieb der Maschine lediglich bei transienten Vorgingen wie dem
Hochlauf auftreten, stellt eine Verringerung des Stabwiderstandes (und damit eine Erhohung
des Stabstroms) eine wirksame Methode zum Magnetschutz dar. Nachteilig hierbei ist der
Platzbedarf der Stibe, welche mit den Magneten konkurrieren. In [Kan+03] wird gezeigt, dass

durch Erhohung der Stabanzahl die Gegenfeldbelastung der Magnete verringert werden kann.

Eng verkniipft mit der Entmagnetisierungsfestigkeit ist die Magnettemperatur. Durch den positi-
ven Temperaturgradienten By, der Koerzitivfeldstirke muss anders als bei metallischen Magne-
ten nicht die Entmagnetisierungsfestigkeit bei der hochsten, sondern vielmehr bei der niedrigsten
Betriebstemperatur betrachtet werden. Eine weitere wichtige Einflussgrof3e stellt der Schutz des
Magneten vor mechanischen und chemischen Belastungen dar. Erster Punkt ist vor allem bei
Hochdrehzahlwendungen relevant, bei denen der Magnet durch entsprechende Mafinahmen vor
Zerbersten geschiitzt werden muss. Chemische Belastungen spielen etwa bei Unterwasserpum-
penmotoren eine groBBe Rolle. Aufgrund der Korrosionsbestidndigkeit der Ferritmagnete sowie
des angedachten Verwendungszwecks des zu entwickelnden Motors als Ersatz fiir luftgekiihlte
Norm-ASM mit moderater Drehzahl miissen diesbeziiglich keine besonderen Vorkehrungen ge-

troffen werden.
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2.4 Statoraufbau

2.4 Statoraufbau

Eine gingige Vorgehensweise zum Aufbau eines PMLS-Motors in Radialflussbauweise ist die
Nutzung eines Norm-ASM als Ausgangsbasis. Dabei wird aus Kostengriinden meist der Stator-
blechschnitt beibehalten und lediglich der Rotorblechschnitt modifiziert, sodass ein Baukasten-
prinzip realisiert werden kann!*!. Bei den Statorblechschnitten handelt es sich meist um IEC!S1-
Blechschnitte, welche urspriinglich fiir magnetisch und thermisch hoch ausgenutzte ASM ent-
wickelt wurden. Aus diesem Grund sind Joch- und Zahnbereich gemid3 Abbildung 2.8a ver-
gleichsweise massiv ausgefiihrt, um eine gute magnetische und thermische Leitfdhigkeit zu

gewihrleisten. Der Bohrungsdurchmesser Dy; ist gegeniiber dem AuB3endurchmesser D1, klein.

B Dla,ASM _ B Dla,PMLS _
. Dli,ASM » Dli,PMLS .
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Abbildung 2.8: Vergleich des Statoraufbaus eines (a) Norm-ASM mit dem eines (b) PMLS-Motors
in Ferrittechnik

Bei Hocheffizienzmotoren ist der Ausnutzungsgrad geringer, weshalb der IEC-Statorblechschnitt
fiir diesen Maschinentyp iiberdimensioniert ist. Speziell bei PMLS-Motoren in Ferrittechnik
muss eine vergleichsweise hohe Windungszahl realisiert werden, um die geringe Remanenz
der Ferritmagnete zu kompensieren und eine ausreichende Polradspannung zu erzielen. Um
trotz einer hohen Windungszahl einen geringen Statorwiderstand zu erhalten, muss der Draht-
durchmesser und dementsprechend der Nutquerschnitt Ajn ausreichend grof3 gewihlt werden.
Ein zweiter Nachteil des gezeigten Blechschnitts resultiert aus der geringen Gegenfeldstabi-
litdt der Ferritmagnete. Zur Kompensation selbiger miissen die Ferritmagnete im Vergleich

zu SE-Magneten deutlich massiver ausgefiihrt werden. Um dem erhohten Platzbedarf der

[4IMaBgeblich sind die Kosten des Stanzwerkzeuges, welches fiir eine neue Statorgeometrie notwendig wiire.
[S]Abkijrzung fiir , International Electrotechnical Commission‘.
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2 Konzipierung eines PMLS-Motors in Ferrittechnik

Magnete Rechnung zu tragen, ist dementsprechend ein moglichst groer Rotordurchmesser
wiinschenswert. Unter Berticksichtigung der Forderung eines moglichst groBen Nutquerschnitts

muss daher die Statorjochhdhe entsprechend angepasst werden.

Der daraus resultierende, vergleichsweise filigrane Statorblechschnitt mit diinn ausgefiihrten
Zihnen und einem niedrigen Joch ist in Abbildung 2.8b dargestellt. Seine prinzipiellen Gestal-
tungskriterien lassen sich beispielsweise bei dem in [Vol60] vorgestellten Motor beobachten. Im
Interesse eines kostengiinstigen Wicklungsaufbaus wird der so entworfene Drehfeldstator mit
einer Einschicht-Ganzlochwicklung (GLW) versehen.

2.5 Rotoraufbau

2.5.1 Luftspaltmagnete

Eine beziiglich der Rotorgeometrie besonders einfache Methode zum Aufbau eines PM-
Synchronmotors ist die bei Servomotoren iibliche Montage der Magnete direkt im Luftspalt.
Soll ein netzanlauffdhiger Motor geschaffen werden, so stellt die Nutzung eines vorhandenen
ASM-Rotors besonders fiir Kleinserien eine praktikable Losung dar. Hierzu wird der Luftspalt
durch Abdrehen des Rotors soweit vergrof3ert, dass genug Platz zur Montage von Magnetschalen
entsteht (Abbildung 2.9). Diese werden anschlieBend aufgeklebt und mittels Bandage zusitzlich

gesichert. Beispielhaft fiir diesen Ansatz sei etwa [Fis12] genannt.

2a,PMLS

7,

(a)

Abbildung 2.9: Rotoraufbau eines (a) Norm-ASM und eines (b) daraus abgeleiteten PMLS-Motors
mit Luftspaltmagneten (2p = 4)
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2.5 Rotorautbau

Aus fertigungstechnischer Sicht bietet dieser Ansatz den grofen Vorteil, dass er leicht in die
bestehende Fertigungslinie eines ASM integriert werden kann. Der Verzicht auf einen eigenen
Blechschnitt spart Werkzeugkosten, weiterhin miissen bei der Dimensionierung des Kurzschluss-
rings keine Aussparungen zum Einschieben der Magnete in den Blechschnitt vorgesehen werden.
Die Umsetzung dieses Konzeptes ist jedoch lediglich mit SE-Magneten moglich, da wihrend des
Hochlaufs hohe Feldstirken im Luftspalt auftreten!®. Ferritmagnete wiirden beim Hochlauf auf-

grund ihrer geringen Koerzitivfeldstirke unweigerlich irreversibel entmagnetisiert werden.

2.5.2 Vergrabene Magnete

Zur Gewihrleistung der Entmagnetisierungsfestigkeit miissen Ferritmagnete in den Rotorblech-
schnitt integriert beziechungsweise vergraben werden. Fiir die Anordnung der Magnete existiert
eine ganze Reihe von Moglichkeiten, von denen nachfolgend einige exemplarisch vorgestellt
werden. Um einer fertigungstechnisch giinstigen Gestaltung Rechnung zu tragen, wird sich in

den weiteren Betrachtungen auf quaderformige Magnete (Blockmagnete) beschrinkt.

Zur Reduktion des PM-Streuflusses iiber die prinzipbedingt auftretenden Streustege kann bei-
spielsweise die in [Ret16] beschriebene Methodik der Wechselbleche genutzt werden. Ein wei-
terer interessanter Ansatz besteht darin, das Rotorblech segmentiert auszufiihren, sodass kein
Streusteg beide Pole der Magnete miteinander verbindet. Der Nachteil beider Ansétze besteht
im erhohten Fertigungsaufwand. Wird ein Kurzschlusskéfig aus Druckguss genutzt, so muss die
Rotornut in jedem einzelnen Blech rdumlich von den Magnettaschen getrennt sein, was mit den
vorgestellten Ansitzen nicht gegeben ist. Aus diesen Griinden werden selbige im Rahmen dieser

Arbeit nicht weiter verfolgt.

#- und +-Konfiguration

Die wohl elementarste Anordnung entsteht, indem die in Abschnitt 2.5.1 gezeigten Schalenma-
gnete blockformig ausgefiihrt und unterhalb des Liuferkéfigs im Blechschnitt integriert werden.
Dieser nachfolgend als # bezeichnete Konfiguration ist in Abbildung 2.10a dargestellt. Sie
besitzt speziell bei der Verwendung von Ferritmagneten den gro3en Vorteil, dass die Magnete
in Vorzugsrichtung als SchutzmaBnahme gegen Entmagnetisierung massiv ausgefiihrt werden

koOnnen.

Der Aufbau dhnelt prinzipiell einem Reluktanzmotor in Flusssperrenausfiihrung, bei dem die

Sperren mit Magnetmaterial gefiillt sind. Da die magnetische Leitfdahigkeit des Ferritmaterials

[6]Vergleiche hierzu die Ausfiihrungen in [Fis12] zur partiellen Entmagnetisierung wihrend des Hochlaufs und des
Reversiervorgangs.
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2 Konzipierung eines PMLS-Motors in Ferrittechnik

nahezu jener von Luft entspricht, weist der Rotorblechschnitt somit eine beachtliche Reluk-
tanzwirkung auf. Diese wirkt unterstiitzend zu dem aus der LORENTZ-Kraft resultierenden
Drehmomentanteil und trigt daher dazu bei, die gegeniiber SE-Magneten geringe Remanenz

des Ferritmaterials zu kompensieren.

Nachteilig an der gezeigten Konfiguration ist der Verzicht auf den Flusskonzentrationseffekt.
Darunter versteht man eine Magnetanordnung, bei der die flusserzeugende Magnetfldache
groBer als die Luftspaltfliche ist, liber die der entsprechende Fluss in den Stator stromt. Da
die magnetische Flussdichte der Quotient aus Fluss und durchstromter Flache ist, kann mittels
des Flusskonzentrationsprinzips eine Luftspaltflussdichte erreicht werden, welche grofer
als die Remanenzinduktion der beteiligten Magnete ist. Im Falle der #-Anordnung ist die
Magnetfliche hingegen kleiner als die dazugehorige Luftspaltfliche, weshalb die Amplitude der
Luftspaltflussdichte ebenfalls kleiner als die Remanenzinduktion ist. Ein Vergleich von Ferrit-
und SE-Synchronmaschinen in #-Anordnung wird in [Sun+09] durchgefiihrt.

Abbildung 2.10: Rotor mit vergrabenen Magneten in (a) #- und in (b) +-Konfiguration (2p = 4)

Eine Moglichkeit, speziell bei hoheren Polpaarzahlen den Flusskonzentrationseffekt zu nutzen,
stellt die in Abbildung 2.10b gezeigte +- oder Stern-Anordnung dar. Hierbei werden die
Magnete so angeordnet, dass ihre Vorzugsrichtung parallel zur Tangente des Rotordurchmessers
liegt. In [Retl6] wurde ein PM-Synchronmotor in Ferrittechnik ohne Kurzschlusskifig in
+-Konfiguration fiir verschiedene Polpaarzahlen und Achshohen betrachtet. Es wurde gezeigt,
dass speziell bei hoheren Polpaarzahlen durch Ausnutzung des Flusskonzentrationseffekts das
Erreichen hochster Effizienzklassen moglich ist. Bei vierpoligen Motoren ist der Flusskonzen-

trationseffekt der +-Anordnung hingegen vergleichsweise gering.
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2.5 Rotorautbau

Wiirde die Motorwelle aus ferromagnetischem Material bestehen, so wiirde sie als magnetischer
Kurzschluss fungieren. Aus diesem Grund muss entweder die Welle aus amagnetischem
Material gefertigt oder aber zwischen Welle und Elektroblech eine amagnetische Hiilse ausrei-
chender Wandstirke montiert werden. Ein weiteres Problem ist die Verbindung zwischen Welle
und Blechpaket. Die besonders wirtschaftliche Pressverbindung scheidet aus, da die inneren
Streustege direkt an die Welle angrenzen und sich beim Pressvorgang verformen wiirden. Somit
muss auf eine Klebe- oder Passfederverbindung zuriickgegriffen werden. Der Reluktanzeffekt

ist ebenfalls gegeniiber der #-Anordnung stark vermindert.

U- und V-Konfiguration

Eine Moglichkeit, die Vorteile beider im vorhergehenden Abschnitt beschriebener Konfigura-
tionen zu kombinieren, stellt die U-Anordnung gemifl Abbildung 2.11a dar. Sie verbindet den
Reluktanzeffekt sowie die kostengiinstige Welle-Nabe-Verbindung der #-Anordnung mit der
hohen Menge an Magnetmaterial, die die +-Anordnung gestattet, und ermoglicht bereits bei

kleinen Polpaarzahlen die Nutzung des Flusskonzentrationseffekts.

Hierzu wird der lange Magnet der #-Anordnung gekiirzt und mit zwei Seitenmagneten zum
Luftspalt hin ergidnzt, sodass eine wannenartige Anordnung entsteht. Jede Wanne entspricht
dabei einem Pol. Die U-Konfiguration mit Ferrit- oder SE-Magneten wurde in der Vergangen-
heit bereits in einer Vielzahl von Arbeiten ausfiihrlich thematisiert [LSNOO; LSE02; Uga+14;
Haul6].

Abbildung 2.11: Rotor mit vergrabenen Magneten in (a) U- und in (b) V-Konfiguration 2p = 4)
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2 Konzipierung eines PMLS-Motors in Ferrittechnik

Werden die beiden Seitenmagnete soweit verlidngert, dass der mittlere Magnet entféllt, so
wandelt sich die beschriebene U- zur V-Anordnung gemi3 Abbildung 2.11b. Sie ist speziell
bei der Verwendung von Ferritmagneten interessant, da der Mittelmagnet der U-Anordnung
nahe an die Welle heranriickt, was bei Nutzung einer Pressverbindung kritisch ist. Falls aus
Griinden der mechanischen Stabilitit oder des Entmagnetisierungsschutzes ein zusétzlicher

Streusteg gewiinscht ist, kann dieser in der Polmitte zwischen beiden Magneten realisiert werden.

Die V-Anordnung findet beispielsweise in PM-Synchronmaschinen fiir Hybridfahrzeuge Ver-
wendung [Kac13]. Ziel hierbei ist die Nutzung des Reluktanzeffekts durch die flusssperrenarti-
gen Magnettaschen zur Verbesserung des Motordrehmoments. Das genannte Beispiel zeigt auch,
dass sich die V-Anordnung durch entsprechende Anpassung der Magnetldngen und -winkel auf
hohe Polpaarzahlen iibertragen lédsst. In [Xia+14] wird eine hochpolige Kombination von V- und

+-Anordnung in Ferrittechnik zum Einsatz in Hybridfahrzeugen vorgeschlagen.

Weitere Konzepte

Neben den gezeigten Konfigurationen existieren eine ganze Reihe weiterer Radialfluss-
Anordnungen, welche sich meist durch entsprechende Anpassungen oder Kombinationen der #-,
+-, U- und V-Blechschnitte ergeben. Wird die #-Anordnung durch ,,Verschieben der Magnete
so angepasst, dass sich die Streustege zwischen der Vorzugsrichtung eines Magneten und der
zur Vorzugsrichtung senkrechten Kante des benachbarten Magneten ausbilden, so entsteht die
in [BJ81] beschriebene Anordnung mit Flusskonzentrationseffekt. Als Nachteile des Konzepts
ist zum einen die Notwendigkeit einer amagnetische Hiilse oder Welle, zum anderen der

aufwendige Fertigungsprozess zu nennen.

In [CFP98a] wird eine Anordnung zur Flusskonzentration in Ferrittechnik vorgestellt, welche
das #- und das +-Konzept zur L-Anordnung gemidll Abbildung Abbildung 2.12a vereint. Es
wird in [CFP98b] gezeigt, dass die Amplitude der Luftspaltinduktion mit der vorgeschlagenen
Anordnung gegeniiber einer entsprechenden #-Konfiguration fast um den Faktor 4, gegeniiber
der +-Konfiguration immerhin noch um den Faktor 1,2 erhoht werden kann. Eine ganzheitliche
Betrachtung der Eigenschaften des L-Konzepts kann [CF99] entnommen werden. Voraussetzung
fiir die Nutzung des genannten Konzepts sind allerdings in Vorzugsrichtung vergleichsweise

diinne Magnete sowie eine gegeniiber dem RotorauBendurchmesser kleine Welle.

Eine weitere Rotorgeometrie ergibt sich, indem die Flusssperren eines Reluktanzmotors mit
Magnetmaterial gefiillt wird (siehe Vorschlag in [Ret16]). Die dabei entstehende Anordnung
entspricht prinzipiell einer gestaffelten Mehrfachanordnung des U-Blechschnitts. Wird diese

nun noch um einen Kurzschlusskifig ergidnzt, so entsteht das in Abbildung 2.12b gezeigte
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2.5 Rotorautbau

Rotorkonzept U2. Um Platz fiir den Kurzschlusskifig zu gewinnen, wird dabei gegeniiber dem
urspriinglichen Vorschlag auf die dullere Flusssperre verzichtet. Es sei darauf hingewiesen, dass

die Magnete wie beim L-Konzept vergleichsweise diinn ausgefiihrt werden miissen.

Abbildung 2.12: Rotor mit vergrabenen Magneten in (a) L- und in (b) U?-Konfiguration (2p = 4)

Eine interessante Abkehr vom reinen Radialflusskonzept ist in [Vol60] beschrieben. Die
scheibenformigen, mit einer axial wechselnden Polaritit versehenen Ferritmagnete werden an
den Enden des Liuferblechs montiert und mit einer ferromagnetischen Scheibe an den dufleren
Polen kurzgeschlossen. Der PM-Magnetfluss dringt axial in das mit einem Kurzschlusskifig
versehene Lauferblechpaket ein, um sich dann radial {iber den Luftspalt und das Statorblech
zu schlieBen. Zur Vermeidung magnetischer Kurzschliisse im Léuferblechpaket ist selbiges
segmentiert ausgefiihrt. Das genannte Konzept begiinstigt eine axial kurze, dafiir radial ausge-
dehnte, scheibenformige Maschinengeometrie. Es sei abschlieBend darauf hingewiesen, dass die

genannte Arbeit eine der ersten Abhandlungen {iberhaupt zur Thematik des PMLS-Motors ist.
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2 Konzipierung eines PMLS-Motors in Ferrittechnik

2.6 Konzeptauswahl

Zu Beginn dieses Kapitels wurden in Abschnitt 2.2 unter Beachtung der Aufgabenstellung die
wesentlichen Auslegungskriterien formuliert. Unter Nutzung des Ausschlussverfahrens werden

ebendiese Kriterien nachfolgend zur Konzeptauswahl herangezogen.

Um der Forderung nach einem unkomplizierten Ersatz bestehender Norm-ASM zu geniigen,
wird sich dabei auf Radialflusskonzepte beschrinkt. Der Vorteil der Radialflusskonzepte liegt
darin, dass sie im selben Gehduse wie der zu ersetzende ASM untergebracht werden konnen und
somit ein direkter Austausch ohne Anderungen an Fundament oder Flansch méoglich ist. Somit

verbleiben fiir die weitere Betrachtungen die Konfigurationen #, +, U, V, L und U2

| # ;[ + I U | Vv

Stationires Betriebsverhalten

Entmagnetisierungsfestigkeit

Fertigungstechnik

Transientes Betriebsverhalten

Abbildung 2.13: Visualisierung des Vorauswahl-Prozesses

Zur weiteren Einschriankung der Variantenvielfalt wurde eine simulative Vorstudie durchgefiihrt,
in der die Rotorblechschnitte sukzessive auf die vier Kriterien Stationéres Betriebsverhalten,
Entmagnetisierungsfestigkeit, Fertigungstechnik und Transientes Betriebsverhalten hin unter-
sucht wurden. Als Simulationsmethode wurde die in Kapitel 7 vorgestellte numerische FEM
genutzt, welche eine schnelle Modellierung der hochst unterschiedlichen Rotorgeometrien
ermOglicht. Konnte ein Konzept eine Anforderung nicht erfiillen, so wurde es von den weiter-

gehenden Untersuchungen exkludiert. Es sei darauf hingewiesen, dass die Vorstudie mit einer
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2.6 Konzeptauswahl

geringeren Maschinengrofle und Ausnutzung als der spitere Funktionsmusterentwurf durch-
gefiihrt wurde. Die nachfolgende Diskussion ist daher als Potentialabschitzung der einzelnen
Konfigurationen zu verstehen und ersetzt nicht den eigentlichen, in Kapitel 8 beschriebenen

Auslegungsprozess.

Die erste Hiirde stellte das Erreichen der Energieeffizienzklasse IE4 dar. Diese Kernforderung
eines hocheffizienten Antriebs konnte simulativ mit jedem der genannten Konzepte erfiillt
werden. In einem zweiten Schritt wurde die fiir einen PMLS-Motor in Ferrittechnik essentielle
Frage nach der Entmagnetisierungsfestigkeit wihrend des Hochlaufs beantwortet. Es zeigte sich,
dass die beiden Konzepte L und U? keinen ausreichenden Schutz vor hohen Gegenfeldstirken
bieten konnen. Aus diesem Grund wurden beide Konzepte von einer weitergehenden Betrach-

tung ausgenommen.

Das néchste Bewertungskriterium resultiert aus der Forderung nach einer kostengiinstigen Ferti-
gung. Die Notwendigkeit einer amagnetischen Hiilse oder Welle sowie der notwendige Verzicht
auf eine Presspassung disqualifiziert die +-Anordnung fiir eine weitergehende Untersuchung.
Von den iibrig gebliebenen Konfigurationen #, U und V wiesen # und V eine giinstigere Intritt-
fallcharakteristik auf, weshalb die U-Anordnung durch das letzte Bewertungskriterium ausge-
schlossen wurde. Dementsprechend wird sich im weiteren Verlauf dieser Arbeit auf die einge-

hende Untersuchung der beiden Konzepte # und V beschrinkt.
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3 Elektromagnetische Modellierung

In diesem Kapitel wird ein elektromagnetisches Modell des PMLS-Motors erarbeitet, welches
als Basis fiir die spiter vorgestellten analytischen und numerischen Simulationsmodelle dient.
Um den Modellierungsaufwand zielfiihrend zu beschrinken, werden unter Beriicksichtigung der
Aufgabenstellung einige zweckmifBige Vereinfachungen eingefiihrt. Diese werden nachfolgend

erldutert.

3.1 Pramissen der Modellierung

Ausgangspunkt der Modellierung ist die Beschriankung auf das Grundwellenverhalten, das heift,
samtliche Oberwelleneffekte werden vernachlissigt beziehungsweise durch die Oberwellen-
streuung (siehe Abschnitt 3.4.3) erfasst. Fiir die Berechnung der Streuung selbst wird stets von
magnetisch supraleitendem Eisen ausgegangen, weshalb die magnetischen Spannungsabfille
innerhalb des Elektroblechs sowie dessen Sattigung fiir die Streuungsberechnung vernachlissigt
werden. Diese Vereinfachung erscheint im Hinblick auf die kurzen Eisenwege der magnetischen
Streufliisse und den erheblich groBeren magnetischen Widerstand der Luft gerechtfertigt.
Dariiber hinaus wird die statorseitige Streuung als unabhédngig von der Rotorlage angenommen

und mit dem in [MVPO08] formulierten Prinzip der Teilstreufelder analysiert.

Der Wicklungsaufbau sowie das speisende Spannungssystem der Statorwicklung werden stets
als dreiphasig symmetrisch angesehen (Strangzahl des Stators m; = 3). Aufgrund dieser An-
nahme sowie aufgrund der bei Synchronmaschinen {iiblichen Sternschaltung kann sich keine
Nullkomponente des Stroms ausbilden. Samtliche Stromverdringungseffekte werden aufgrund
der kleinen Leiterhohe und der geringen Stromfrequenz vernachlissigt. Schlielich soll davon
ausgegangen werden, dass die zeitliche Abhingigkeit der Flussverkettungen lediglich aus der

Anderung der Strome herriihrt, simtliche Induktivititen werden als zeitinvariant angesehen.
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3 Elektromagnetische Modellierung

3.2 Stationares Betriebsverhalten

3.2.1 Elektrische GroBen im statorfesten a-b-c-Koordinatensystem

Die mathematische Modellierung einer Synchronmaschine erfolgt iiber Spannungsdifferential-
gleichungen, welche aus den Gleichungen der allgemeinen Drehfeldmaschine abgeleitet wer-
den konnen. Demzufolge setzt sich der Spannungsabfall iiber einen Wicklungsstrang aus dem
OHM’schen Spannungsabfall iiber den Wicklungswiderstand sowie der zeitlichen Anderung des
mit der Wicklung verketteten magnetischen Flusses zusammen [SchO7]. Damit ergibt sich in

statorfesten a-b-c-Koordinaten folgendes Gleichungssystem:

Ua la P Va
uc lC WC

Aus der Beschrinkung auf das Grundwellenverhalten folgt, dass sich Stréme, Spannungen sowie
Flussverkettungen im Stationirbetrieb als zueinander phasenverschobene harmonische Schwin-
gungen der Amplitude g und Kreisfrequenz w; = 27 f; ausdriicken lassen. Die Phasenlage der
GroBen wird durch den Winkel ¢ beriicksichtigt.

2a cos(@y -+ ¢p)
gabe= | go | =& | cos(a -t-l-(po—%”) (3.2)
gc cos(w; -t+(p0+2T”)

Die harmonische Anderung der Flussverkettung mit der Zeit ldsst sich auf die konstante
Anderungsrate des elektrischen Umlaufwinkels 7> zuriickfiihren [Bin12]. Dieser beschreibt
die aktuelle Lage des Rotors zum Stator mit Hilfe zweier fester Bezugspunkte. Als Statorbe-
zugspunkt wird die Spulenmitte des Wicklungsstrangs a festgelegt. Der Rotorbezugspunkt wird
in die Mitte eines magnetischen Pols gelegt und als d-Achse bezeichnet. Elektrisch um 90°
dazu verdreht befindet sich die g-Achse, was in Abbildung 3.1 fiir eine zweipolige Maschine
schematisch dargestellt ist. Zwischen a- und d-Achse wird der (elektrische) Rotorlagewinkel 71,

aufgespannt.

Es sei darauf hingewiesen, dass der elektrische Rotorlagewinkel i, fiir den dargestellten zwei-
poligen Rotor (p = 1) mit dem mechanischen Rotorlagewinkel der Welle 4y libereinstimmt, was
bei hoherpoligen Maschinen nicht zutrifft. Allgemein lautet die Beziehung zwischen den beiden

Rotorlagewinkeln
Yo="-p. (3.3)
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3.2 Stationdres Betriebsverhalten

Abbildung 3.1: Definition des statorfesten a-b-c-Koordinatensystems sowie des rotorfesten d-q-0-
Koordinatensystems

Fiir die mechanische Winkelgeschwindigkeit wyw beziehungsweise Drehzahl n ergibt sich damit

der Zusammenhang

1 dyo dw
o = o =Ow=2-TT-n. (3.4)

3.2.2 Elektrische GroBen im rotorfesten d-q-0-Koordinatensystem

Im stationdren Betrieb rotiert der Liufer synchron mit den Stindergroen, was eine konstan-
te Anderungsrate von yj» zur Folge hat. Eine Transformation des Gleichungssystems (3.1)
aus dem statorfesten a-b-c-Koordinatensystem in das rotorfeste d-q-0-Koordinatensystem bie-
tet daher die Moglichkeit, den Einfluss des Rotorlagewinkels zu eliminieren und die Flussver-
kettungen als zeitlich konstante Groen darzustellen. Aufgrund des synchronen Umlaufs des
Standerspannungssystems mit dem Laufer nimmt dieses durch die Transformation ebenfalls zeit-
lich konstante Werte an. Fiir eine elektrische Grofie g lautet die nach R. H. PARK benannte
Transformationsvorschrift [MP09]

, cos(v2)  cos(yia—2E)  cos(v2+ %) a
8dq0 = Taqo * gabe = o sin(yi2) —sin(y2— ) —sin(y+2) ||| - G5
| | |
2 2 2 8c

Die Riicktransformationsvorschrift entspricht der Inversen von Tgq.

cos (112) —sin(¥12) 1 gd
Gabe = T,Iqlo ‘8ago = | cos (v —ZF) —sin(m2—F) 1| ]gq (3.5b)
cos (yi2+2) —sin(y2+%) 1 80
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3 Elektromagnetische Modellierung

Durch beidseitige Multiplikation von Gleichung (3.1) mit Tgq wird diese in das d-q-0-
Koordinatensystem transformiert. Zur Bildung der zeitlichen Ableitung des Flussverkettungs-
vektors W,p. wird dieser durch das Produkt der inversen Transformationsmatrix qulo mit dem
in d-g-0-Koordinaten beschriebenen Flussverkettungsvektor yyqo ersetzt. Dieses Produkt kann

unter Beriicksichtigung der Produktregel abgeleitet werden.

— s a —
Uabe = R “ Iape + EWabc | ) quO
oT ! U
N - dg0 - Wdqo
= ligq0 = Ry - laq0 + Taqo - a—tq “Ydqo 8—tq (3.6)

Das Produkt aus Transformationsmatrix und zeitlicher Ableitung der inversen Transformations-

matrix ergibt sich zu

- 0 —1 0

dq0 0

Taq0 atq :%- 1 0 of. (3.7)
0 0 0

Aufgrund der Sternschaltung kann die Betrachtung der Spannungsgleichungen auf die d- und g-
Komponenten beschriankt werden. Einsetzen von (3.7) in (3.6) erlaubt die getrennte Betrachtung

der beiden resultierenden Spannungsgleichungen in d- und g-Koordinaten.

.0 0

uig =Ry 'lld__;/;z ~llf1q+—;/tld (3.8a)
0 0

uiq =Ry -i1q+% : ‘l&ﬁ% (3.8b)

Im stationdren synchronen Betrieb entspricht das Produkt aus mechanischer Winkelgeschwin-

digkeit und Polpaarzahl der elektrischen Winkelgeschwindigkeit des Stators.

p-oOw=0=2-Tf (3.9)

Aus Gleichung (3.4) resultiert dariiber hinaus im stationdren synchronen Betrieb folgender Zu-

sammenhang fiir den Rotorlagewinkel:

2= 1. (3.10)

Des Weiteren sind die Flussverkettungen im d-q-0-Koordinatensystem zeitlich konstant, sodass
die zeitlichen Ableitungsterme der Flussverkettungen entfallen. Unter Nutzung von Gleichung
(3.4),(3.9) und (3.10) kann damit das Gleichungssystem (3.8) vereinfacht werden.

uid =R1 -i1g— 01 - Yigq (3.11a)

Ulg =R, -i1q+w1 - Y14 (3.11b)
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3.2 Stationdres Betriebsverhalten

Gemél des Prinzips der Hauptwellenverkettung lassen sich die Flussverkettungen v 4/ in die

Haupt- und Streuflussverkettungen aufteilen [MP14].

V1.d/q = Yind/q T Vic.d/q (3.12)

Im Grundwellenmodell flieBen wihrend des stationdren synchronen Betriebs keine Strome im
Kurzschlusskéfig, weshalb dessen Einfluss vernachldssigt wird. Damit resultiert die Hauptfluss-
verkettung der d-Achse sowohl aus der Hauptinduktivitdt der d-Achse Lipg als auch aus der
PM-Flussverkettung Wpy;. Die Hauptflussverkettung der g-Achse ist hingegen lediglich auf die
Hauptinduktivitdt der g-Achse Lipq zuriickzufiihren. Beide Induktivitdten stellen dabei ein Pro-
portionalitétsglied zwischen den jeweiligen Stromen und den Flussverkettungen dar. Diese Pro-
portionalitétsglieder fallen umso grofler aus, je geringer der magnetische Widerstand der jewei-
ligen Achse ist. Bei unterschiedlichen Werten der Hauptinduktivitdten in d- und g-Achse wird

von einer Schenkligkeit des Rotors gesprochen, die eine Reluktanzwirkung zur Folge hat.

Yind = Lind - i1a + ¥pm (3.13a)
Yihg = Ling *i1q (3.13b)

Die Streuflussverkettungen in d- und g-Achse konnen als Produkt der Streuinduktivitit und der
Stromkomponente des jeweiligen fiktiven Strangs ersetzt werden. Die Streuinduktivititen der
beiden Stringe sind dabei gemil den Modellierungsrandbedingungen identisch und setzen sich
nach dem Prinzip der Teilstreufelder aus der Oberwellenstreuung Lis ow, der Nut-Zahnkopf-
Streuung Li ¢ n, und der Wickelkopfstreuung L5 wk zusammen. Die Definition und Berechnung

dieser Streuanteile wird in Abschnitt 3.4.3 thematisiert.

Vied/q = Lig- i17d/q = (Llo,ow +L10,nz +LIG,Wk) 'il,d/q (3.14)

Durch Einsetzen der beiden Gleichungen (3.12) und (3.14) in die beiden Spannungsgleichungen
(3.11a) und (3.11b) ergibt sich schlieBlich folgendes Gleichungssystem zur Beschreibung des
Grundwellenverhaltens der stationidren Synchronmaschine.

uyg =Ry - i1q— @1 - L1 i1g—O1 - Ying (3.152)

uyq =Ry - i1q+®1 - Lig - i1g+®1 - Ying (3.15b)
Eine alternative Darstellung ergibt sich unter Nutzung von Gleichung (3.13a) und (3.13b).

urg =Ry -i1g— @1 - Lig - i1g—O1 - Ling - i1q (3.15¢)

urq =Ry -i1q+ @1 - Lig - i1g+®1 - Ling - i1g + @1 - ¥pm (3.15d)
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3 Elektromagnetische Modellierung

3.2.3 Elektrische Grofien im statorfesten o-3-0-Koordinatensystem

Die o-B-0-Koordinaten stellen neben dem ,,natiirlichen” a-b-c-Koordinatensystem eine weitere
Moglichkeit dar, die elektrischen GroBen der Synchronmaschine stidnderfest zu formulieren.
Sie besitzen gegeniiber der a-b-c-Beschreibung den Vorteil, dass im Falle eines symmetrischen
Stromsystems die Nullkomponente und damit eine der drei Achsen entfillt. Dadurch kénnen
die StidndergroBen als Drehzeiger in der komplexen Ebene dargestellt werden. Die mit der
a-Achse zusammenfallende a-Achse entspricht dabei der Realachse, die elektrisch senkrecht
dazu stehende B-Achse der Imaginidrachse. Abbildung 3.2 verdeutlicht die Zusammenhinge

zwischen den verschiedenen Koordinatensystemen.

Abbildung 3.2: Darstellung der Zusammenhinge zwischen den drei verschiedenen Koordinatensys-
temen a-b-c, d-q-0 und a--0

Die entsprechende Transformationsvorschrift wird als CLARKE-Transformation bezeichnet und

kann durch folgende Transformationsmatrizen ausgedriickt werden.

A
8apo=Tapo gabe = [ 0 % —% b (3.16a)
LI B g
10 1) (s«

Gabe =Topo-8apo= | -5 2 1]|-|g (3.16b)
-3 %1 80

30



3.2 Stationdres Betriebsverhalten

Diese Transformation ermdoglicht die Darstellung der elektrischen Grofen als rotierende Dreh-
zeiger in der komplexen Ebene. Zur Herleitung der Drehzeigerdarstellung soll zunichst die all-

gemeine Formulierung einer harmonischen Schwingung betrachtet werden.

g1 =g cos(@p -1+ @p)
=g-cos(w; -1)-cos(py) — & -sin(w - 1) - sin(¢p)
=g-cos(@p)-cos(w;-1) —g-sin(¢p) -sin(; - 1) (3.17)
—_—— —_——
Sa 8B

Die Darstellung von g; als komplexe Grof3e 8, lautet wie folgt:
8, = (8a+ijgp) - &, (3.18)
was durch Ansetzen der EULER-Formel
& = cos(w; -1) +jsin(w; 1) (3.19)

und anschlieBende Realteilbildung wieder auf Gleichung (3.17) fiihrt. Dementsprechend ist die
Darstellung der harmonischen GroBen als Drehzeiger méglich. Alle Drehzeiger g, rotieren mit
der Umlaufgeschwindigkeit @, sodass der Phasenversatz zwischen g, und den Achsen des d-g-
0-Koordinatensystems fiir die jeweilige GroBe zeitlich konstant ist. Der Phasenversatz zwischen
dem Netzspannungszeiger u; und der q-Achse wird als Polradwinkel 3, bezeichnet. Abbildung
3.3 stellt den Polradwinkel grafisch dar und verdeutlicht zudem die Aufteilung des Spannungs-
zeigers in seine @- und B-Komponente (a-f-0-Koordinatensystem) beziehungsweise d- und

g-Komponente (d-g-0-Koordinatensystem).

Abbildung 3.3: Zur Definition des Polradwinkels f3,
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3 Elektromagnetische Modellierung

Durch Kombination von Gleichung (3.16a) mit Gleichung (3.5a) kann die in Gleichung (3.18)
aufgestellte Drehzeigergleichung auch in d-q-0-Koordinaten formuliert werden. Es sei darauf
hingewiesen, dass das Nullsystem beider Koordinatensysteme gemif3 den nachfolgenden Trans-

formationsbeziehungen identisch ist.

8apo=Tapo abc = Tapo- qulo - 8dqo (3.20a)
ga cos(yi2) —sin(yi2) 0 gd

= | gp | = | sin(n2) cos(vi2) O] |gq (3.20b)
£0 0 0 1 £0
gqu = quO ) gabc = quO : T;llgo : gaﬁo (320C)
8&d COS(’}/lz) Sin(’}/lz) 0 ga

= [ 8| = | —sin(n2) cos(r2) O gp (3.20d)
20 0 0 1 g0

3.2.4 Effektivwertgroen

Bei der Betrachtung elektrischer Drehfeldmaschinen wird im Allgemeinen mit dem Effektiv-
wert von Spannung beziehungsweise Strom gearbeitet, welcher dem quadratischen Mittelwert
der zeitlich verdnderlichen Grof3e entspricht. Da in den Spannungsgleichungen nur das Grund-
wellenverhalten betrachtet wird, lassen sich die elektrischen Grofen als sinusformige Schwin-
gungen der Winkelfrequenz @; und der Amplitude ¢ darstellen. Das Quadrat dieser Grofen

bestimmt sich aus nachfolgendem Additionstheorem:

(1—cos(2-wy -1)) . (3.21)

| =

(g-sin(o; -1))* = g% -sin” (@) 1) = §*-

Somit besteht das Quadrat der sinusformigen Gré8en aus einem Gleichanteil und einem Anteil
mit doppelter Winkelfrequenz. Letzterer wird bei Mittelwertbildung zu null, sodass lediglich der
Gleichanteil tibrig bleibt. Das Ziehen der quadratischen Wurzel aus dem Gleichanteil ergibt den
Effektivwert G.

. T 1 .
G/ (g-sin(an 1)) =[5 = =2

3.22
: (3.22)
In Analogie zur Effektivwertdefinition fiir harmonische Schwingungen werden die Effektivwerte

der zeitinvarianten d-q-0-Gro8en ebenfalls gemif Gleichung (3.22) berechnet.

1

— g 3.23
\/E 8dq0 ( )

quO =
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3.2 Stationdres Betriebsverhalten

Die Spannungsgleichungen (3.15) konnen somit mittels beidseitiger Division durch v/2 ebenfalls

in Effektivwertgroen ausgedriickt werden.

Uig =R, -lq—o1-Lis 'Ilq_% 01 Yihg (3.24a)
=R -I}q— @1 - Lis - liq—®1 - Ling - 1q (3.24b)
Uiq =Ry - Ligt o 'Llo'lld‘f’% 01 - Yind (3.24¢)
=Ry Lt -Lig - I1jg+® - Lipg - I1a + L ;- Ppm (3.244)

V2

Mit den zeitlich konstanten Effektivwertgroen kann mittels des in Abschnitt 3.2.3 eingefiihrten
Polradwinkels f3, eine Beziehung zwischen der komplexen Netzspannung U, und den beiden

Spannungsgleichungen (3.24a) und (3.24¢) hergestellt werden.

q

QA
=
~
=

Abbildung 3.4: Transformation der Effektivwertgroflen vom rotorfesten d-q-0-System auf das stator-
feste o-B-0-System
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3 Elektromagnetische Modellierung

Zur Herleitung dieser Beziehung soll zunichst das in Abbildung 3.4 dargestellte Zeigerdiagramm
betrachtet werden. Der darin abgebildete Zeitpunkt wurde so gewdhlt, dass der Realteil des Span-
nungseffektivwertes mit seinem Betrag iibereinstimmt, das heif3t, der Spannungszeiger liegt auf

der Real- beziehungsweise a-Achse.
U,=Uy=U (3.25)

Zur Abbildung der Spannung U4 auf U; muss das d-q-0-Koordinatensystem um den Winkel
2 — B, im Uhrzeigersinn gedreht werden. Unter Beriicksichtigung des mathematisch positiven

Drehsinns entgegen des Uhrzeigersinns ergibt sich folgender Zusammenhang:
Ui =Uyy+Ujq= (Uig +iUig) e 1EP) (3.26)
Der komplexe Stromzeiger /; kann analog zur Spannung mit den d-q-Strdmen bestimmt werden.

Iy = Lig+11g = I -cos() +jl1 -sin(9) = (Lig +ilig) - (FF) (3.27)

3.2.5 Ersatzschaltbild des PMLS-Motors im synchronen Betrieb

Eine vorteilhafte grafische Darstellung der im vorhergehenden Abschnitt formulierten Span-
nungsgleichungen kann durch die Einfilhrung des Ersatzschaltbildes der stationiren PM-
Synchronmaschine erreicht werden (Abbildung 3.5). Die komplexe Polradspannung U, py; ent-
spricht der induzierten Spannung durch die PM-Flussverkettung Wpy in Abhéngigkeit des Pol-

radwinkels .
1

.- Wpy - P 3.28
\/zwl PM ( )

Uip.pm = Upppu - =

Joi1Lingliq  jo,Linal g
—> —>

Ry 01 L6 wk 01Li6nz 01L15 0w

lUip.PM

\/ \/
O O O

Abbildung 3.5: Ersatzschaltbild einer reluktanzbehafteten Synchronmaschine mit Angabe der analy-
tisch (Index ,,AM*) beziehungsweise per FEM (Index ,,FEM*) berechneten Spannungsabfille
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3.2 Stationdres Betriebsverhalten

Zur Auflosung der Spannungsgleichungen nach dem Statorstrom /; miissen sdmtliche Ersatz-
schaltbildelemente sowie die induzierten Spannungen nach Betrag und Phase bekannt sein.
Wihrend die passiven Ersatzschaltbildelemente aus der Maschinengeometrie und den Wick-
lungsdaten hergeleitet werden konnen (siehe hierzu Abschnitt 3.4), ist eine direkte Ermittlung
der induzierten Spannungen nicht méglich. Dieser Umstand ist auf die nichtlineare Abhéngigkeit
der Hauptinduktivitidten von d- und g-Achse vom Statorstrom selbst zuriickzufiihren. Die Be-

rechnung der induzierten Spannungen erfolgt daher iterativ iiber ein geeignetes Modell.

Im Vorgriff auf Kapitel 5 und Kapitel 7 seien zwei Moglichkeiten zur Berechnung der Hauptin-
duktivitdten genannt: Die Nutzung eines liber magnetische Ersatzwiderstinde formulierten ana-
lytischen Magnetkreismodells (AM) sowie der Einsatz numerischer Methoden wie der FEM.
Das analytische Magnetkreismodell kann fiir einen vorgegebenen Bestromungszustand /; 4/ die
resultierende induzierte Spannung U; oy (blauer Spannungspfeil) bestimmen. Die Feldberech-
nungssoftware hingegen beinhaltet bei Verwendung eines zweidimensionalen Modells zusétzlich
die Spannungsabfille liber L;s », und Lis ow, Was einer Ermittlung der resultierenden induzier-
ten Spannung Uj; gy (roter Spannungspfeil) entspricht. Auf die Funktionsweise beider Modelle

wird im weiteren Verlauf der Arbeit eingegangen.

3.2.6 Drehmomentberechnung

Zur Herleitung des inneren Drehmoments wird die Leistungsbilanz der Maschine im motori-
schen Betrieb herangezogen. Allgemein gilt fiir die von einer dreiphasigen Drehfeldmaschine

(m; = 3) aufgenommene bezichungsweise abgegebene elektrische Momentanleistung P (¢):
Pi(t) =ty -ia +up - i + e - ic = Uibpe - fabe - (3.29)

Diese Gleichung wird anschlieBend mit Hilfe der inversen Transformationsmatrix qulo in d-q-0-

Koordinaten ausgedriickt und umgeformt.

T
Py (t) = (quo ’ ”qu) 'quo *ldq0

_T ST e 2
Zudqo’<T qO) 'quo”qu

mo0 0
=g | 0 M0 | -dag
0 0 mp
0
= = (- ha+ g ing) +m1 - i (3.30)
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3 Elektromagnetische Modellierung

Im stationdren Betrieb ist die Momentanleistung Pj () zeitinvariant und kann daher als Mittel-
wertgrofe Py aufgefasst werden. Durch Subtraktion der OHM’schen Verluste kann die (innere)
mechanische Ausgangsleistung P> ermittelt werden. Die Spannungen u14 und uq konnen geméf
den beiden Gleichungen (3.15a) und (3.15b) durch die korrespondierenden Spannungsabfille

innerhalb der Maschine ersetzt werden.

mi . .
Pr=P — P cy1 = 5 o (Wind - itg— Wing - i1d) (3.31)

Division von P, durch die mechanische Winkelgeschwindigkeit @y ergibt das innere Grundwel-
lendrehmoment M;,. Durch Ansetzen von Gleichung (3.9) kann der dabei entstehende Ausdruck
weiter vereinfacht werden.

N I

my . .
M. — — 2 . p=""5. i — . 3.32
ip o 27 P+ (Wind-iq— Ving - i1d) (3.32)

Mit den in Abschnitt 3.2.4 hergeleiteten Beziehungen zwischen Amplituden- und Effektiv-
wertgrofen kann die Drehmomentgleichung alternativ mit /14 und I;q formuliert werden. Ein
Riickgriff auf die beiden Gleichungen (3.13a) und (3.13b) ermoglicht die Darstellung mittels
PM-Flussverkettung und Induktivititen von d- und g-Achse.

mi

My, = > P (‘lflhd “Iiq— Ying 'Ild) (3.33a)

¥
Mip =my-p- ((le—qu) 'Ild'Ilq‘f’%'Ilq) (3.33b)

Zur Bestimmung des am Wellenende vorhandenen Drehmoments miissen die im Motor auftre-
tenden Verlustdrehmomente von M, subtrahiert werden. Diese resultieren aus den Lagerver-
lusten und der Liifterantriebsleistung (nachfolgend mit P, e, zZusammengefasst) sowie aus den
Ummagnetisierungsverlusten P, .. Damit ergibt sich das Wellendrehmoment zu

Pv,Fe + Pv,reib o Py

My =My, —"— = —. (3.34)
W4 ip ow Ow
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3.2 Stationdres Betriebsverhalten

3.2.7 Wirkungsgradberechnung

Der Wirkungsgrad n einer technischen Maschine beschreibt allgemein das Verhiltnis zwischen
(nutzbringend) abgegebener und zugefiihrter Leistung (beziehungsweise Energie). Im Falle des
motorischen Betriebs einer Synchronmaschine ist die Nutzleistung gleich der an der Welle
verfiigbaren mechanischen Leistung Py, die zugefiihrte Leistung gleich der mittleren elektri-
schen Leistung aller drei Phasen. Letztere Grofle entspricht der Summe aus der mechanischen

Leistung und den Verlustleistungen.

Py Py

=" = (3.35)
Py Py + PV,Cu,l + PV,Fe + Pv,reib

n

Die Kupferverluste im Stator kénnen bei Beschrinkung auf den Grundschwingungsstrom wie
folgt berechnet werden:
Poco1=m -1} Ry . (3.36)

Die Bestimmung der Ummagnetisierungsverluste erfolgt innerhalb der FEM mit Hilfe eines
integrierten Verlustmodells. Fiir das analytische Modell wird der in Abschnitt 5.2.9 beschriebene

Ansatz genutzt.

Die Erfassung der Reibungsverluste erfolgt aufgrund der komplizierten Berechnung messtech-

nisch!!l. Die gemessenen Werte knnen Abschnitt 10.1.2 entnommen werden.

3.2.8 Leistungsfaktorberechnung

Der Leistungsfaktor A gibt das Verhiltnis zwischen elektrischer Wirk- und Scheinleistung an.
Erstere wird als Produkt der jeweiligen Drehzeigerrealteile berechnet, letztere durch Multipli-
kation der Drehzeigerldngen. Wird der Spannungsdrehzeiger U, in die Realachse gelegt, so
entspricht seine Drehzeigerlinge seinem Realteil. Damit kann ohne Beschrinkung der Allge-

meinheit folgende Formel fiir den Leistungsfaktor gewonnen werden:

S IRW)| R
A= = = . 3.37
S n L 537

[(MUm den Aufwand einer rechnerischen Ermittlung zu verdeutlichen, sei beispielhaft auf das in [Sch08] beschrie-
bene Verlustmodell fiir Lagerreibungsverluste verwiesen. Die Bestimmung der Liifterleistung bewegt sich in
einem &hnlich aufwendigen Rahmen [Eck72; Boh83; Bom+90].
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3 Elektromagnetische Modellierung

3.3 Transientes Betriebsverhalten

3.3.1 Spannungsdifferentialgleichungen

Ausgehend von der allgemeinen Spannungsgleichung (3.8) der Drehfeldmaschine in d-q-0-
Koordinaten kénnen die den transienten PMLS-Motor beschreibenden Gleichungen abgeleitet
werden. Zur Beschreibung des Kurzschlusskifigs wird das sogenannte Stabmodell nach [Sei93]
eingefiihrt. Fiir die Strangzahl m;, die Strangwindungszahl w, und den Wicklungsfaktor &, ei-
ner Kifigwicklung mit der Stabanzahl N, gilt damit:

1
m2:N2 ) WZZE ; ézp: 1. (338)

Die Flussverkettungen y; 4/q setzen sich im allgemeinen Fall geméB [Sch07] aus der Eigen-
induktivitdt L; q/q und der mit ]% skalierten?! Gegeninduktivitit M3 4/q zusammen. Letzte-
re berticksichtigt die aufgrund der Rotorstrome induzierte Spannung in den Statorwicklun-

gen. In der d-Achse ist zusitzlich noch die PM-Flussverkettung gemifl Gleichung (3.13a) zu

beriicksichtigen.
Lig
Vid = (Lind +Llc)'l1d+7'M1zd'lzd +W¥pm (3.39a)
. M :
Yig = (Llhq+L16)'llq+7‘M12q‘12q (3.39b)
—_——
Lig

Die Rotorflussverkettungen bestimmen sich entsprechend, wobei die Magnete rotorseitig be-
trachtet ein Gleichfeld erzeugen und somit keine Spannungsinduktion bewirken. Die Gegenin-
duktivitéiten sind hier mit %! zu skalieren?).
. ny .
V2.d/q = (Laha/q+L2o) d/q T B3 “Miza/q11.4/q (3.40)
—_—

Ly 4/q

Die Differentialgleichungen der Rotorwicklung in d-q-0-Koordinaten setzen sich analog zu den
Statorgleichungen aus dem OHM’schen Spannungsabfall sowie der Flussverkettung zusammen.
Da eine kurzgeschlossene Kifigwicklung betrachtet wird, ist die eingeprigte Spannung gleich

null.

Yad/q
ot

0=Ry-irq/q+ (341D

[2IDer Skalierungsfaktor % beriicksichtigt die Verkettung aller Rotorstringe mit dem (fiktiven) d- beziehungsweise
g-Strang der Statorwicklung gemil [Sei91]. Analog hierzu ist die Statorwicklung iiber den Skalierungsfaktor
7t mit dem fiktiven d-q-0-Wicklungssystem des Rotors verkettet.
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3.3 Transientes Betriebsverhalten

Zusammengefasst ergibt sich das nachfolgende Gleichungssystem zur elektromagnetischen Be-
schreibung des PMLS-Motors in d-q-0-Koordinaten.

uid =Ry -iyg+Lig-

prOw:—

uyg=Ry-i1q+Liqg-

N,

0=Ry-irg+Lpq-

0:R2~i2q+L2q-

diyg .
7_p'wW'qu'llq
L) dinq
'M12q'l2q+7‘M12d o7
ai1q+ L .
—_— . . .l
o1 p-Ww-Lig-11d
. M dip
'M12d'l2d+7'M12q'8_tq+P'a)W'\PPM
8i2d n 8i1d
LM <
dt + 2 124775,
81‘2 nmy 81‘1
b — Mg bl
dt 2 ot

3.3.2 Bewegungsdifferentialgleichungen

(3.42a)

(3.42b)
(3.42¢)

(3.424d)

Zur Aufstellung der Bewegungsdifferentialgleichung des zu betrachtenden Antriebsstrangs muss

dieser zunichst modelliert werden. Im allgemeinen Fall besteht der Antriebsstrang wie in Ab-

bildung 3.6 dargestellt aus einer Antriebsmaschine, einer Kupplung sowie einer Lastmaschine

(hier: eine Pumpe). Werden die Maschinen als mechanisch unendlich steif betrachtet, so konnen

sie durch das (konstante) Massentragheitsmoment Jy 1, und den (zeitvarianten) Lagewinkel %y 1,

modelliert werden. Die Kupplung wird linearisiert und damit mathematisch durch ihre Federkon-

stante ¢ und ihre Ddmpfungskonstante I" beschrieben. Feder- und Dampfungskonstante werden

bei der Modellierung iiblicherweise in die Kupplungsmitte gelegt, die Kupplungstrigheit wird

hilftig Jw und Ji, zugeschlagen.

Kupplung

Antriebsmaschine

=

)

Modellierung M, ¥ -
w w

e

L

Lastmaschine

Abbildung 3.6: Ubergang vom realen Antriebsstrang auf den Zweimassenschwinger

Y
L
ML

Durch Freischneiden der einzelnen Schwungmassen kann folgendes Gleichungssystem des li-

nearen Zweimassenschwingers aufgestellt werden.

My Jw O

0 Ju

-
i

—My

r -r
-I' I

y c
W
"

(3.43)

39



3 Elektromagnetische Modellierung

Bei einer ausreichend steifen Anordnung kann angenommen werden, dass die Federkonstante
gegen unendlich geht. Dann gilt v = 7; das System vereinfacht sich zu einem Einmassen-

schwinger mit dem resultierenden Trigheitsmoment Jyes.

d
My =My = () (3.44)
—— t

J, ges

Die Formel fiir das transiente Motordrehmoment ergibt sich durch Einsetzen der allgemeinen
Statorflussverkettungen (3.39) in die bereits hergeleitete Drehmomentgleichung (3.32).

mi . . .
Mip = 5P ((le —Liq) -i1q-i1q+¥pMm-iiq
%) . Ny ..
+7 “Miaq - i1q-izg — > 'Mlzq'lld'lzq) (3.45)

Im Rahmen der transienten Modellierung werden die motorseitigen Verlustdrehmomente

(Reibungs- und Ummagnetisierungsverluste) vernachlissigt. Dementsprechend gilt My = M.
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3.4 Bestimmung der Differentialgleichungskoeftfizienten

3.4 Bestimmung der Differentialgleichungskoeffizienten

3.4.1 OHM’sche Widerstande

Bei der Bestimmung der OHM’schen Widerstinde wird grundsitzlich von einer homogenen
Stromdichteverteilung innerhalb des Leiters ausgegangen. Damit kann der elektrische Wider-

stand direkt aus den Geometrie- und Materialdaten berechnet werden.

Statorwiderstand

Ein Wicklungsstrang setzt sich grundsitzlich aus einzelnen Spulen zusammen, welche in Reihe
zu einer Spulengruppe verschaltet sind [Niir79]. Die Anzahl der Spulen in einer Spulengruppe
wird als spannungshaltende Windungszahl oder Strangwindungszahl w bezeichnet, da sie den
Entwurfsparameter zur Einstellung der induzierten Spannung darstellt [MVP08]. Werden meh-

rere solcher Spulengruppen parallel verschaltet, so wird von a parallelen Zweigen gesprochen.

Zur Berechnung der Strangwindungszahl des Statorst®! w; soll zunichst der Begriff der Lochzahl
q1 eingefiihrt werden. Diese bezeichnet allgemein die Anzahl der Nuten Nj, die pro Pol von

einem Wicklungsstrang belegt sind.
N

T2 pom

q1 (3.46)

Uber die Anzahl der Spulen beziehungsweise Leiter pro Nut zjy ergibt sich damit fiir wi nach

[MVPOS8]:
ZIN"P-q1
wp=——.
aj

(3.47)

Der Wicklungswiderstand R; berechnet sich aus dem Widerstand einer Spule multipliziert mit

der Strangwindungszahl dividiert durch die Anzahl der parallelen Zweige [MVPOS].

Spulenwiderstand

A+ Kcu ai

In dieser Formel bezeichnet /,x die axiale Linge des Blechpakets und k¢, die temperatur-
abhingige elektrische Leitfihigkeit des Spulenkupfers. Die Wickelkopflange /yx wird mit dem

aus [Krel7] entnommenen Zusammenhang dimensioniert:

Dy;
2-p

lyx = (k+0,2-p)-7- mit &k~ 1,35 bei den Funktionsmustern. (3.49)

[3IDie Strangwindungszahl des Rotors w, wird durch das Stabmodell zu % definiert.
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3 Elektromagnetische Modellierung

Die Berechnung des blanken Leiterquerschnitts A ist mit dem Nutfiillfaktor!* k;x, der Nutfliche
AN sowie der Anzahl der Leiter pro Nut moglich.

_ kiN-AIN
<IN

A (3.50)

Die Temperaturabhingigkeit der Leitfihigkeit k¢, kann fiir einen begrenzten Bereich um die

Bezugstemperatur 7y als linear angesehen werden [Fis87].
KCU(T070W) — KCu(TO> ' (1+aCu'19W) (351)

In der Literatur wird tiblicherweise ein auf 7o = 20 °C bezogener Wert fiir die Leitfdhigkeit und

den Temperaturkoeffizienten oc, angegeben.

Rotorwiderstand

Der Rotorwiderstand R, wird auf Grundlage des Stabmodells aus dem Stabwiderstand Ry so-
wie dem Kurzschlussringsegmentwiderstand Ry ¢ep ermittelt. Fiir den Stabwiderstand gilt unter
Annahme einer gleichméBigen Temperatur- und Stromverteilung innerhalb des Stabes mit der

Materialleitfahigkeit K:

st
Ry = . (3.52)
’ Ast - Kt
Der Ringsegmentwiderstand bestimmt sich unter Vernachlédssigung der Kriimmung zu
Mittlerer Umfang Kurzschlussring
—_———
Dria+ Drij
Ritsoq = — 2 k (3.53)
T.Se8 N2 Dri,a _Dri,i o )
Ky - lrl )
~—_————

Flache Kurzschlussring

wobei mit Dy; , ; der AuBen- beziehungsweise Innendurchmesser des Rings bezeichnet wird. Bei
ki handelt es sich um einen Korrekturfaktor geméll Gleichung (3.54), der die ungleichmiBige
Ausnutzung des Kurzschlussrings berticksichtigt [Tri36; WB86; LZ16].

- (Dﬁ’i)(lp)
2Dy D Drs
ki = p- ia (1 B r171> _ Dy, (3.54)

Dri,a + Dri,i Dri,a 1— (h) (2p)
Dri,a

[“IDer Nutfiillfaktor ki entspricht dem Anteil des blanken Wicklungskupfers an der gesamten Nutfléiche des Sta-
tors.
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3.4 Bestimmung der Differentialgleichungskoeftfizienten

Der gesamte Rotorwiderstand berechnet sich schlielich wie folgt [Sei93]:

R.
Ry =Ry+—F—. (3.55)
2 -sin? (%’)

3.4.2 Haupt- und Gegeninduktivititen

Bei PM-Rotoren mit vergrabenen Magneten rufen die Magnettaschen einen Indukti-
vitidtsunterschied zwischen d- und g-Achse hervor. Die Berechnung der Induktivitdtswerte kann
aufgrund der nichtlinearen Sittigung des Elektroblechs nicht auf direktem Weg erfolgen, sondern
muss fiir einen vorgegebenen Bestromungszustand iterativ — beispielsweise wie in Abschnitt
5.2.8 beschrieben — bestimmt werden. Dabei ist es ausreichend, die stinderseitigen Hauptin-
duktivititen in d- und g-Achse zu berechnen. Die lauferseitigen Hauptinduktivititen kdnnen an-
schlieend iiber das Stabmodell abgeleitet werden [Bin12].

2 2
my w3 - &3, N,

[ _ N T 3.56

2h,d/q 1h,d/q ml'W%-ﬁfp 1h,d/q 4-m1-w%-§12p (3.56)

Der Grundwellenwicklungsfaktor &;, ergibt sich mit v = p aus dem allgemeinen Wicklungs-
faktor &y, welcher den Einfluss des Wicklungsaufbaus sowie der Luftspaltgeometrie auf den
Strombelag quantifiziert. Er setzt sich bei der betrachteten Einschicht-GLW aus dem Zonungs-

faktor &y, und dem Nutschlitzfaktor &5 zusammen.

Siv =&ivz- Civs (3.57)

Die Drehfeldpolpaarzahl v wird geméfl Formel (3.58) bestimmt, wobei g einer ganzen Zahl
entspricht [Sei93].
v=p-(1+2-my-g) gEL (3.58)

Der Zonungsfaktor beriicksichtigt die Verteilung der Windungen einer Spule auf mehrere Nuten
und die damit verbundene Verringerung der Flussverkettung. Wie in [Fis12] gezeigt wird, kann

er aus geometrischen Uberlegungen hergeleitet werden.

(3.59)

Nach [MVPOS8] kann der Einfluss der Nutoffnungen quantitativ mit Hilfe der Nutzschlitzbreite
bis und des Statorbohrungsdurchmessers D1; durch den Nutschlitzfaktor abgebildet werden.
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3 Elektromagnetische Modellierung

sin (v . f)—‘lsi)
Elve=—— (3.60)
v. 2s
Dy
Die Gegeninduktivititen, welche die Flussverkettung zwischen Stator- und Rotorwicklung be-

schreiben, werden nach [Sei91] iiber folgenden Zusammenhang bestimmt:

Mo 2 wa-Gp  Lingsg
12.4/q = 0 Mhd/q T S -
mi wi-&ip  mp-wi-&pp

(3.61)

3.4.3 Streuinduktivititen

Da der PMLS-Motor bis auf die Magnete einem ASM entspricht, kann die Beschreibung des
Streufeldverhaltens von diesem libernommen werden. Zu erginzen sind lediglich die Streufliisse

des PM-Feldes. Abbildung 3.7 zeigt eine schematische Darstellung der einzelnen Feldanteile.

N
]
5ge0 >
-
h i

(8] ORo)
- >
b !

Abbildung 3.7: Ausbreitungswege des magnetischen Flusses in einem PMLS-Motor

Der Luftspaltfluss (1) zwischen Stator und Rotor teilt sich in das nutzbringende Grundfeld und
die Oberwellen- oder doppeltverkettete Streuung auf. Dariiber hinaus ist in der Statormasche
die Selbstinduktionswirkung der Zahnkopfstreuung (2), der Nutstreuung (3) sowie der Wickel-
kopfstreuung (4) zu beriicksichtigen. In der Rotormasche treten analog zur Statormasche neben
dem Luftspaltfluss die Zahnkopfstreuung (5), die Nutstreuung (6) sowie die Stirnstreuung der
Kurzschlussringe (7) auf. [MVPOS]

Der Vollstindigkeit halber ist zusitzlich noch der radiale PM-Streufluss (8) iiber die Streustege

und der axiale PM-Streufluss (9) an den Blechpaketenden eingezeichnet. Diese Streufliisse treten
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3.4 Bestimmung der Differentialgleichungskoeftfizienten

zwar nicht direkt als Koeffizienten der Spannungsgleichungen in Erscheinung!®!, verringern je-
doch die PM-Flussverkettung Wpy1. Der radiale PM-Streufluss wird im Rahmen der zweidimen-
sionalen Magnetkreisbeschreibung erfasst, die Axialstreuung muss hingegen durch Anpassung
der Magnetmaterialdaten beriicksichtigt werden. Wie in [Ret16] sowie in [Haul6] mittels 3D-
Simulation nachgewiesen wird, ist der Einfluss der Axialstreuung jedoch vergleichsweise gering
(etwa 1% eftektive Remanenzverringerung in den genannten Quellen). Da dieser Wert in ver-
gleichbarer Groenordnung zu den Fertigungstoleranzen von Magnetmaterial und Blechpaket

liegt, wird die Axialstreuung in der Simulation nicht beriicksichtigt.

Oberwellenstreuung

Die Oberwellenstreuung beschreibt die Selbstinduktionswirkung der erregten Wicklungsober-
felder. Thre Wirkung auf die Spannungsmasche ist im Allgemeinen deutlich kleiner als die der
aus der Grundwelle resultierenden Hauptinduktivitit, sodass zur Vereinfachung der Berechnung
auf eine Unterscheidung in d- und g-Anteil verzichtet wird. Stattdessen wird basierend auf der
fiktiven Vollpolinduktivitét L /> , eine Approximation durchgefiihrt. Hierzu wird L, /, , mit dem
Oberfeld-Streuleitwert oy /5 o, multipliziert.

Lyij2.6.0w=Li1j2h01/2,0w (3.62)

Die fiktive Vollpol-Hauptinduktivitit des Stators L berechnet sich im Grundwellenmodell nach
(3.63) [Bin12]. Mit dem in Gleichung (3.56) vorgestellten Zusammenhang zwischen Stator- und

Rotorhauptinduktivitit kann anschliefend auch L, bestimmt werden.

ml'HO'Dli'laX'W%'glzp
7[_5//,192

Lin= (3.63)

In dieser Formel findet der fiktive Luftspalt 6” Verwendung, welcher die Einbriiche der
Luftspaltinduktion aufgrund der Nutung beriicksichtigt. Seine Herleitung und Berechnung wird
in Abschnitt 5.2.2 erldutert.

Nach [Bin12] berechnet sich 07 oy fiir die im Stator verwendete Einschicht-GLW wie folgt:

. p-Siv 2
Clow= ), : (3.64)

VZp \ Y Sp

[3IIm Rotor sind die PM-Felder stets Gleichfelder und ziehen daher keine Induktionswirkung in den Rotor-
spannungsmaschen nach sich. Im Stator treten strenggenommen neben dem PM-Grundfeld Wpy auch noch
PM-Oberwellen auf, die jedoch aufgrund der Beschrinkung des Modells auf das Grundwellenverhalten ver-
nachldssigt werden. Die Induktionswirkung der PM-Oberwellen fiihrt zur Abweichung der induzierten PM-
Spannung von der reinen Sinusform, was in Abschnitt 10.1.1 visualisiert ist.
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3 Elektromagnetische Modellierung

Im Rotor liegt eine Kéfigwicklung vor. Ihr Streukoeffizient kann mit dem in [MVPO8] beschrie-

benen GORGES-Diagramm ermittelt werden.
Orow=—7—1 (3.65)

Nut-Zahnkopf-Streuung

Die Nut-Zahnkopf-Streuung resultiert aus dem Streufluss tliber die Nut selbst sowie aus dem
Zahnkopf-Streufluss. Unter Einfiihrung des Streuleitwertes 07/, ,, kann ihre Auswirkung auf
das Betriebsverhalten durch die Induktivitéit L /; 5 ,, abgebildet werden [MVPOS8] .

2
lax : W1/2

————O1/onz (3.66)
P-q1)2

Lijponz=2Ho
Der Streuleitwert setzt sich aus der Zahnkopf-Streuleitwert sowie den Streuleitwerten der
Nutteilgebiete zusammen. Ersterer Wert entzieht sich aufgrund des inhomogenen Feldverlaufes
im Luftspalt einer geschlossenen Berechnung, kann aber aus [MVPO08] in Abhéngigkeit der
Nutschlitzbreite by, s sowie der Luftspaltweite 0 als Literaturwert entnommen werden. Fiir
die Funktionsmuster ergibt sich damit ein Zahnkopf-Streuleitwert o7/, , von 0 (Statornut)

beziehungsweise 0,7 (Rotornut).

Die Nutschlitzstreuung o7/, ¢ ergibt sich bei einem parallelflankigen Nutschlitz als Quotient aus
Nutschlitzhohe und Nutschlitzbreite.

hijas
b12s

O1/2s = (3.67)

Sowohl das Stator- als auch das Rotornutgebiet sind nicht parallelflankig, weshalb die in (3.67)
angegebene Beziehung nicht zur einfachen Berechnung des korrespondierenden Streuleitwerts
genutzt werden kann. Stattdessen miissen die Streuleitwerte 0y /, y Wie in Anhang A.1 beschrie-

ben numerisch berechnet werden. Der Gesamtstreuleitwert ergibt sich schlieBlich zu

01/2.nz = O1/2,2k T 0125+ 01 /2N - (3.68)
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Wickelkopfstreuung

Die Wickelkopfstreuung wird durch die Flussverkettung eines Strangs mit dem Wickelkopfstreu-
feld verursacht. Im Ersatzschaltbild wird diese Flussverkettung als Streuinduktivitit aufgefasst,
die gemdB Gleichung (3.69) bestimmt wird. Der relative Streuleitwert der Wickelkopfstreuung
O1,wk kann gemil [MVPO8] im Falle einer Einschicht-GLW zu 0,3 angenommen werden.

wi
Ligwk =2 lyk-Uo- e O1,wk (3.69)

Kurzschlussringstreuung

Die Berechnung der Kurzschlussringstreuung entzieht sich aufgrund des komplexen, dreidimen-
sionalen Feldaufbaus einer genauen analytischen Behandlung. Neben der Selbstinduktion des
Kurzschlussrings muss zusitzlich auch noch der Statorwickelkopf in die Betrachtungen mit ein-
bezogen werden, da dessen Streuung zusitzliche Spannungen im Kurzschlussring induziert(®).
Zur exakten Berechnung der Kurzschlussringstreuung ist daher der Riickgriff auf die FEM un-
umginglich [WM93; LZ16]. Da die Kurzschlussringstreuung im Grundwellenmodell nur bei
der Behandlung transienter Vorginge zum Tragen kommt, wird auf die in [Niir79] beschriebene

Néaherungsformel zur Berechnung der Ringsegmentinduktivitit Ly ;i seg Zuriickgegriffen.

T (Dri,a+Dri.,i)

LZG.,ri,seg =Up- * 0206 i (3.70)
Fiir den vorliegenden Fall einer Einschicht-GLW im Stator und einer Kifigwicklung im Ro-
tor betrdgt der Streukoeffizient 0>5 ; = 0,35. Ist die Ringsegmentstreuinduktivitiit bekannt, so
kann sie iiber Gleichung (3.71) ins Stabmodell umgerechnet werden. Dieses Vorgehen entspricht
der in Gleichung (3.55) gezeigten Umrechnung des Ringsegmentwiderstands auf einen fiktiven

Stabwiderstand.
L26,ri,seg

(3.71)
2.sin? (%f)

L26,ri =

[6]Umgekehrt wird bei Berechnung der Wickelkopfstreuung meist auf eine Beriicksichtigung des Kurzschlussrings
verzichtet, da dessen Einfluss aufgrund des Verhiltnisses zwischen Statorwindungszahl w; und Rotorwindungs-
zahl wy (= 0,5 im Stabmodell) verschwindend gering ist.
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3 Elektromagnetische Modellierung

3.4.4 PM-Flussverkettung

Definitionsgemil beschrinkt sich die Wirkung der Magnete auf die Hauptflussverkettung der d-
Achse. Eine Quantifizierung ihres Einflusses ist mit Hilfe der PM-Flussverkettung Wpy moglich,

welche sich nominell durch Umstellen der Gleichung (3.13a) ermitteln lésst.

WpM = Wind — Lind - i1d (3.72)

Die Bestimmung der PM-Flussverkettung mit dem analytischen Modell wird in Abschnitt 5.2.8

thematisiert.

3.4.5 Massentrigheitsmomente

Das Massentragheitsmoment eines Korpers mit der Dichteverteilung p(7) und einem Volumen
V bezogen auf eine beliebige Rotationsachse 7 kann allgemein nach folgender Formel berechnet

werden:
J= /ﬂp(?)dv , (3.73)

wobei 7, dem zur Rotationsachse senkrechten Anteil von 7 bezogen auf das jeweilige infini-
tesimale Volumenelement dV entspricht. Die Berechnung des Massentrigheitsmoments eines
komplexen Korpers kann durch numerische Methoden erfolgen und ist im Funktionsumfang
vieler CAD-Softwarepakete (,,Computer Aided Design®, zu Deutsch rechnergestiitztes Design)
integriert. Im Rahmen des Auslegungsprozesses ist es hingegen zweckmif3ig, den Rotor als mas-
siven, homogenen Elektroblechzylinder anzunehmen. Damit vereinfacht sich Gleichung (3.73)
bei Rotation des Zylinders um seine Symmetrieachse zu

1 1
Jw%g'pFe'Vz'D%a:ﬁ'PFe'lax'n'Déa' (3.74)

Die Dichte des Elektroblechs kann Herstellerdatenblittern entnommen werden und betrigt fiir
das beim Funktionsmusterbau verwendete M270-50A 7650 kg/m> [EMT17]. Damit ergibt sich
fiir die in Kapitel 8 ausgelegten Funktionsmuster ein Wert von Jw = 0,0178 kgm?. Dieser Wert
stimmt sehr gut mit den per CAD ermittelten Werten der Funktionsmusterrotoren iiberein und

wird daher den Simulationen zugrunde gelegt.

48



4 Thermische Modellierung

In einem elektrischen Motor treten neben der Konvertierung von elektrischer in mechanische
Energie auch unerwiinschte Energieumwandlungen von elektrischer Energie in Wirme auf. Die
daraus resultierende Temperaturerhohung innerhalb des Motors beeinflusst das elektromagneti-
sche Betriebsverhalten, da die OHM’schen Widerstinde sowie die Remanenz der Magnete im

Allgemeinen temperaturabhingig sind.

Im Falle eines oberflichengekiihlten, mit Kiihlrippen versehenen Motors mit auf der Welle
montiertem Liifterrad muss die Ubertemperatur als Funktion der Verluste sowie der dreh-
zahlabhidngigen Wirmeabgabe an die Umgebung berechnet werden. Hierzu ist es zunéchst
notwendig, die an der Erwdarmung beteiligten Verlustarten sowie den Weg der Warmestrome

innerhalb des Motors zu identifizieren.

4.1 Pramissen der Modellierung

Im Nachfolgenden wird stets davon ausgegangen, dass die Erwdrmung der Aktivteilkomponen-
ten durch einen mittleren Ubertemperaturwert ¥y, in Verbindung mit der Umgebungstemperatur
Ty ausreichend genau charakterisiert werden kann!!!. Die resultierende Wicklungstemperatur T,y
betrigt dann

Ty =0y+Ty . 4.1)

Werden axiale Ausbreitungswege (beispielsweise durch die Welle) vernachldssigt, so kann
Abbildung 4.1 als Ausgangspunkt der Modellierung geschlossener, auBBengekiihlter Motoren
herangezogen werden. Sie zeigt alle an der Erwarmung eines PMLS-Motors beteiligten Ver-
lustarten sowie ihre radialen Ausbreitungswege zur Aullenseite des Gehiuses. Zur Model-
lierung des Motors als thermisches Widerstandsnetzwerk wird davon ausgegangen, dass die
Wirmeflussverteilung innerhalb eines Widerstands homogen ist. Des Weiteren wird sich auf
die Betrachtung des thermisch eingeschwungenen, stationidren Zustandes beschrinkt, weshalb

die Wirmekapazititen keinen Einfluss haben.

[(UIn der Realitit hingegen ist beispielsweise die Temperatur des Wickelkopfs im Allgemeinen hoher als innerhalb
des Blechpakets, da die hier entstehende Warme schlechter abgefiihrt wird.
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T, Legende
w Wirmequellen
(D P ey, Stromwérmeverluste Statorwicklung
| - )P, cyn Stromwérmeverluste Kurzschlusskafig
(3) P g,  Ummagnetisierungsverluste Statorzéhne
B P gers Ummagnetisierungsverluste Statorjoch
(5) Pger Ummagnetisierungsverluste Rotor

(0) P, opm  Wirbelstromverluste Magnete

Temperaturen
T Umgebungstemperatur
9, Ubertemperatur Wicklung

Abbildung 4.1: Warmeverlustquellen eines PMLS-Motors

4.2 Wiarmewiderstandsnetzwerke

Soll auf den zeitaufwendigen Einsatz eines FEM-basierten thermischen Simulationsmodells
verzichtet werden, stellen thermische Netzwerke mit diskreten Elementen die erste Wahl dar.
Diese im englischsprachigen Raum als ,lumped parameter thermal network® bezeichneten
Netzwerke konnen je nach gewiinschter Modellierungstiefe rdaumlich ein- [Burll], zwei-
[AGK16; Kip08] oder dreidimensional [WZC14] aufgebaut sein.

Thermische Netzwerke elektrischer Maschinen werden in der Regel mittels Wirmequellen,
Temperaturen, Warmewiderstdnden sowie Wirmekapazititen dargestellt, welche als thermische
Analogien zu den elektrischen Ersatzschaltbildelementen Stromquelle, elektrisches Potential,
OHM’scher Widerstand sowie elektrische Kapazitit aufgefasst werden konnen. Im stationédren

Fall entfillt die Betrachtung der Wiarmekapazititen.

4.2.1 Netzwerktopologie

Unter Beriicksichtigung der in Abschnitt 4.1 formulierten Randbedingungen der Modellierung
kann fiir eine Drehfeldmaschine mit Kifiglaufer das in Abbildung 4.2 gezeigte Netzwerk
genutzt werden. Neben den Elementen des Widerstandsnetzwerkes ist darin auch qualitativ
der Verlauf der Ubertemperatur in den einzelnen Netzwerkelementen aufgetragen. Die zur
Parameterberechnung notwendigen geometrischen Groflen werden ebenfalls in der Abbildung

definiert.
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9 A Ubergang

Luftspalt — Zahn
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Gehduse — Umgebung
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Abbildung 4.2: Eindimensionales thermisches Netzwerk einer Drehfeldmaschine mit Kéfiglaufer

Soll der spezielle Fall eines im stationédren synchronen Betrieb befindlichen PMLS-Motors be-
trachtet werden, konnen die Rotorstabverluste P, cy 2 und die Rotorummagnetisierungsverluste
Py Fe 2 von der Betrachtung exkludiert werden. Aufgrund des hohen elektrischen Widerstands der
Ferrite ist weiterhin die Vernachlissigung der Wirbelstromverluste Py wp pm zuldssig. Aus dem

Energieerhaltungssatz folgt im thermisch eingeschwungenen Zustand
P,=0. 4.2)

Im Rahmen der nachfolgenden Analyse stellt ¥, die gesuchte GroBe dar, wihrend die ein-
zelnen Verluste P, ¢y 1 (Statorkupferverluste), Py re 1z (Ummagnetisierungsverluste in den Sta-
torzdhnen) sowie Py re 17 (Ummagnetisierungsverluste im Statorjoch) als aus der elektromagne-
tischen Berechnung bekannt vorausgesetzt werden. Zur Bestimmung der gesuchten Grof3e wird
die thermische Spannungsmasche aufgestellt und die Wiarmestrome gemif3 Beziehung (4.2) di-

rekt durch die korrespondierenden Verluste ausgedriickt.

Yy =Pycu1 - RN+ (Py.cu + Porez)  (Rinza+Rinyi)
+ (Py,cul + Porez + Porey)  (Ringa+ Ry + RinG +Ricu) (4.3)

Mit Ausnahme des Gehiduseiibergangswiderstands Ry, gu, dessen komplexe Berechnung geson-
dert in Anhang A.3 betrachtet wird, konnen die einzelnen Widerstinde wie nachfolgend disku-

tiert aus den geometrischen Abmessungen und WerkstoffkenngroBen hergeleitet werden.
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4.2.2 Wirmeleitfihigkeit und Warmeiibergangszahl

Die Wirmeleitfihigkeit A repréisentiert in Analogie zur elektrischen Leitfahigkeit k' sowie zur
magnetischen Permeabilitit p die Fihigkeit eines Materials, Warme zu iibertragen. Der thermi-
sche Widerstand Ry, eines quaderformigen Elementes der Linge / und der Fliche A berechnet

sich bei Annahme einer homogenen Wirmestromverteilung zu

l

Rth:A-)L(T)'

(4.4)

Zur Berechnung der thermischen Widerstinde des vorliegenden Ersatznetzwerks wird die
Wirmeleitfdhigkeit des beim Funktionsmusterbau verwendeten, hochlegierten Elektroblechs
und die des Gussgehéuses bendtigt, wobei die Temperaturabhédngigkeit der Warmeleitfahigkeiten
vernachléssigt wird. G. GOTTER hat in [Got54] entsprechende Werte fiir im Elektromaschinen-
bau hiufig verwendete Materialien gemif3 Tabelle 4.1 zusammengetragen; im Fall der Elektro-
bleche ist die Wirmeleitfihigkeit in radialer Richtung unter Beriicksichtigung der Isolations-

schichten angegeben. Es sei erwéhnt, dass die Schichtung der Bleche in Age beriicksichtigt ist.

Tabelle 4.1: Relevante Warmeleitfihigkeiten nach [Got54]

Bezeichnung | Formelzeichen ‘ Wert / W/(mK)
Hochlegiertes Elektroblech | AFe ‘ 20
Gusseisen des Gehauses | AG ‘ 62

Die Wirmeiibergangszahl o (nicht zu verwechseln mit dem Temperaturkoeffizienten!) quantifi-
ziert den Temperaturabfall, der an der Grenzflaiche A zweier Medien infolge eines konstanten
Wirmestroms vom ersten auf das zweite Medium auftritt. Im betrachteten Netzwerk ist be-
zogen auf die Art des Energietransports!?! sowohl der Ubergang zwischen Wirmeleitung und
Wirmeleitung (Wicklungskupfer — Blechpaket sowie Blechpaket — Gehéduse) als auch zwi-
schen Wirmeleitung und Strahlung sowie natiirlicher und erzwungener Konvektion (Gehduse —

Umgebung) zu beobachten. Der dquivalente thermische Widerstand berechnet sich zu

Rp=(A-a) . (4.5)

[2)Eine ausfiihrliche Beschreibung der drei moglichen Energietransportarten Wirmeleitung, -strahlung sowie
-konvektion kann der einschlédgigen Literatur, beispielsweise [BS16] entnommen werden.
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4.3 Ermittlung der thermischen Widerstinde

4.3.1 Nutiibergangswiderstand

Der Wirmeiibergang vom Wicklungskupfer ins Stidndereisen entzieht sich einer geschlossenen
analytischen Berechnung. Zum einen kann der Einfluss des bei kleineren Maschinen iiblichen
Trankens der Wicklung in Harz nur unzureichend abgebildet werden, da beispielsweise die Lun-
kerbildung nicht beriicksichtigt werden kann. Dariiber hinaus liegen in der Nutmitte ganz andere
Entwirmungsverhiltnisse als am Nutrand vor. Die Beriicksichtigung des Isolationspapiers muss

in der Regel ebenfalls mittels empirischer Erfahrungswerte erfolgen [Got54].

Aus diesem Grund wird wie in [Burl1] beschrieben der Nutumfang /iy als maB3gebliche geo-
metrische Einflussgrofle herangezogen. Wird die Nut ndherungsweise als Trapez geméfl Anhang
A.1.1 aufgefasst, so ergibt sich mit den in Abbildung A.1 definierten Geometriegrofen und der
Zahnhohe hyiz = hiNa + hiNm + 1N

/ / bllN,i_bllN,a ’ 2
In=bini T DN —bis+24 | | ——— | +hiz. (4.6)

Der Nutiibergangswiderstand lédsst sich damit wie folgt definieren:

1

. “4.7)
oUN - IiN - lax - Ny

RN =

Die Wirmelibergangszahl des Nutiibergangs wird mit Hilfe der in [Ret16] vorgestellten, empi-
rischen Formel (4.8) bestimmt. Unter djg, ist der mittlere Drahtdurchmesser eines Leiters unter
Beriicksichtigung der Isolationsschicht zu verstehen, wihrend mit zpane die Anzahl der Drihte
pro Leiter bezeichnet wird. Das Produkt zN - zprant €ntspricht daher der Anzahl der Dréhte pro

Nut. 5
i * ZIN * ZDraht
AN

aN = -200W/(m?K) —30W/(m*K) (4.8)

4.3.2 Zahnwiderstand

Bei der Berechnung des Zahnwiderstands kann die Tatsache ausgenutzt werden, dass die Zihne
des Funktionsmusters parallelflankig sind und somit als Quader geméf Gleichung (4.4) betrach-
tet werden konnen. Unter der Annahme, dass die Warmestrome auf halber Zahnhohe eingespeist

werden, folgt mit der Zahnhohe 417 und der Zahnbreite b7 der Ausdruck

hiz
2Ny -biz lox - Ape

Rinzi=Rmnza= 4.9)
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4 Thermische Modellierung

4.3.3 Jochwiderstand

Das Statorjoch wird als radial durchstromter Hohlzylinder angenihert. Nach [BW15] setzt ein
homogener, an den Kopfenden thermisch isolierter Hohlzylinder einem von der Innen- auf die

AuBenfldche flieBenden Warmestrom folgenden Widerstand entgegen:

_ In(D,) —1In(D;)

Ry = 4.10
th ) (4.10)

Unter Annahme eines mittigen Verlusteintrags P, . 1y ergeben sich fiir die Statorjochwiderstinde

damit die nachfolgenden Beziehungen.

ln(Dla — l’l]]) — ln(Dla — 2'/’111)

Rt — 4.11

thJ,l 2 ST lax . A,Fe ( )
ln(Dla) —ln(D1a—h1J)

R = 4.12

th7J,a 2 ST lax K lFe ( )

4.3.4 Jochiibergangswiderstand

Der Jochiibergangswiderstand berechnet sich mit Gleichung (4.5) und der Zylindermantelflache
des Statorblechpakets zu
R = (- Dia-lax- 04G) ™ - (4.13)

Fiir die Wirmeiibergangszahl Blechpaket — Gehéduse gibt W. RIEXINGER in [Rie69] folgende
Anhaltswerte: ogg = 0,05-10*...0,4-10* W/(m?K). Fiir die nachfolgenden Berechnungen
wird oyg zu 0,2 - 10* W/(m?K) angenommen.

4.3.5 Gehausewiderstand

Der Gehidusewiderstand wird analog zum Jochwiderstand ermittelt.

ln(DG@) — ln(Dla)

7l g (4.14)

Rth.,G =

4.3.6 Gehiuseiibergangswiderstand

Zur Berechnung des Ubergangswiderstands R gu wird in dieser Arbeit auf die in [Rie69] vorge-
stellte Methode zuriickgegriffen. Diese kann in die Berechnung des vom Liifterrad geférderten
Luftstroms (Anhang A.2) und in die Berechnung der davon abhingigen Wirmeiibergangszahl
des Gehduses (Anhang A.3) unterteilt werden. Die daraus resultierende Beziehung Rth,GU(n)
kann mit der Exponentialfunktion (4.15) angenihert werden.

Rigu(n) =0,33K/W-e 10557 1 0 10K /W e~ 00457 (4.15)
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S Analytische Simulation des stationaren

Betriebsverhaltens

Durch Simulation des Stationérbetriebs kann das Verhalten des Motors bei zeitlich konstanten
Betriebsbedingungen ermittelt werden. Im Fokus steht die Ermittlung des Wirkungsgrades und
des Leistungsfaktors bei einer vorgegebenen Last im spannungseingeprigten Betrieb. Hierzu
ist mit Hilfe der Spannungsgleichungen und unter Beriicksichtigung der Wicklungstemperatur
sowie der induzierten Spannungen der Stidnderstrom zu ermitteln, der zu einem inneren
Drehmoment M;j, fiihrt. Dieses muss abziiglich der Verlustdrehmomente M, dem stationédren

Lastdrehmoment My entsprechen.

Fiir die praxisgerechte Simulation ist es wiinschenswert, das Lastdrehmoment vorgeben
zu konnen. Daraus resultiert die Forderung nach einem iterativen Algorithmus, der fiir ein
gegebenes Lastdrehmoment das passende Wellendrehmoment My = M berechnet. Diese
Vorgehensweise entspricht der Variation des Polradwinkels f3,. Bei der quantitativen Berech-
nung ist die nichtlineare magnetische Leitfdhigkeit des Elektroblechs zu beriicksichtigen. Des
Weiteren muss auch der Einfluss der Motorerwidrmung aufgrund der Verluste betrachtet werden.
Insgesamt entspricht die skizzierte Aufgabenstellung einem Optimierungsproblem, welches aus
der Spannungsgleichung (3.26), der Drehmomentbilanz (3.34) sowie der thermischen Gleichung
(4.3) besteht.

Zur Losung dieses Optimierungsproblems wird ein zweistufiger Algorithmus angesetzt, dessen
grundsitzlicher Aufbau [Haul6] entnommen wurde. Die innere Stufe, im Folgenden als
Magnetkreisberechnung bezeichnet, dient zur Berechnung des inneren Drehmoments sowie der
induzierten Spannungen bei vorgegebenem Bestromungszustand und Wicklungsiibertemperatur.
Die &duBere Stufe, auch Arbeitspunktberechnung genannt, ist fiir die Suche des passenden
Bestromungszustands unter Beriicksichtigung der Spannungsgleichungen sowie fiir die
Erfiillung der thermischen Zustandsgleichung verantwortlich. Wie Abbildung 5.1 entnommen
werden kann, entspricht der beschriebene Algorithmus somit einer kaskadierten Regelung.
Als FiihrungsgroBen des dufleren Regelkreises dienen das Lastdrehmoment My sowie die
Strangspannung in Real- (diese entspricht Uy ) beziehungsweise Imaginérachse (diese wird zu

null gesetzt). Durch jeweilige Subtraktion des Wellendrehmoments My sowie des maschinenin-
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5 Analytische Simulation des stationdren Betriebsverhaltens

My
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Abbildung 5.1: Zweistufiger Optimierungsalgorithmus zur Ermittlung der stationédren Betriebsgrofien
bei Vorgabe des Lastdrehmoments My, und der Klemmenspannung U,

ternen Spannungsabfalls in Real- R(U ;;) und Imaginirteil 3(U ;) werden die Regeldifferenzen
bestimmt. Diese werden zu einer Gesamtregeldifferenz zusammengefasst, welche zusitzlich
noch um den Temperaturfehlers fi, zum Fehler fapp erginzt wird. Der Temperaturfehler
bestimmt sich dabei aus der Betragsdifferenz des zur Berechnung angenommenen Wertes ¥,
und dem Ergebnis des thermischen Modells. Mit den Regeln des Downhill-Simplex-Verfahrens
wird im Block ,,Arbeitspunktberechnung” der Fehlerwert fapg bewertet und zur Bildung eines
vierdimensionalen Wertetupels mit den Komponenten /; 44, B, und ¥, herangezogen. Diese
Werte werden zur Berechnung des magnetischen Durchflutungsvektors ® genutzt. Der Block
,Magnetkreisberechnung® ermittelt unter Beriicksichtigung der nichtlinearen Eisensittigung
eine magnetische Widerstandsmatrix Ry, sowie einen magnetischen Maschenflussvektor CTDM,
welche miteinander multipliziert © abziiglich des ,auszuregelnden” Fehlers fMKB entsprechen.
Die nachfolgenden Ausfiihrungen zur Magnetkreisberechnung basieren wesentlich auf den
Vorarbeiten [Haul6; Ret16].

Auf Basis des gegebenen Wertetupels kann mit den so ermittelten magnetischen Fliissen durch
Nutzung des elektromagnetischen (Kapitel 3) und des thermischen Modells (Kapitel 4) der neue
Regelfehler fapp errechnet werden, welcher als Ausgangspunkt der nichsten Iteration dient. Ist

der Regelfehler hinreichend klein, so ist der stationédre Zustand (ndherungsweise) gefunden.
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5.1 Primissen der Modellierung

Die Magnetkreismodellierung erfolgt liber ein magnetisches Widerstandsnetzwerk, was die
Annahme einer homogenen Flussverteilung innerhalb eines Widerstands bedingt. Zur Be-
schrinkung der Netzwerkkomplexitdt wird von einer reinen Radialflussmaschine ausgegangen.
Der Einfluss von Kriimmungen wird vernachldssigt, sodass sdmtliche Widerstinde durch

quaderformige Elemente abgebildet werden konnen.

Da das Ziel der Modellierung die Bestimmung der Hauptflussverkettungen im Grundwellenmo-
dell ist, ist eine Betrachtung des Grundfeldes ausreichend, welches im stationiren Fall bezogen
auf das d-q-0-Koordinatensystem zeitlich konstant ist. Mit Ausnahme der Streustege wer-
den samtliche Ausbreitungswege der in Kapitel 3.4.3 diskutierten Streufliisse vernachlissigt.
Abschlieend sei darauf hingewiesen, dass die Permeabilititen als temperaturunabhéngig ange-

sehen werden.

5.2 Magnetkreisberechnung

Zur Drehmomentberechnung gemil Gleichung (3.33a) sowie zur Losung der Spannungsglei-
chung (3.26) werden die Hauptflussverkettungen yy, 4/q benétigt. Hierzu muss der magnetische
Zustand des Motors charakterisiert werden. Dies geschieht iiber die Approximation des
magnetischen Kreises durch ein Netzwerk, welches aus magnetischen Widerstinden sowie

magnetischen Spannungsquellen zusammengesetzt ist.

Jeder Netzwerkzweig besitzt genau ein Widerstandselement Ry, einen magnetischen Zweigfluss
g sowie gegebenenfalls eine magnetische Spannungsquelle ®. Der Aufbau eines Netzwerk-
zweiges ist in Abbildung 5.2 beispielhaft anhand zweier gegeniiberstehender Zihne von Stator

und Rotor dargestellt.

J \—‘ Modellierung

Abbildung 5.2: Modellierung eines magnetischen Zweiges am Beispiel eines Stator-Rotor-
Zahnpaares
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5 Analytische Simulation des stationdren Betriebsverhaltens

Unter Beriicksichtigung der Materialeigenschaften, insbesondere des Ferromagnetismus des
Elektroblechs, kann das jeweilige Widerstandselement aus geometrischen Uberlegungen her-
geleitet werden. Die magnetischen Spannungsquellen resultieren zum einen aus der PM-
Durchflutung, zum anderen auch aus dem Strombelag der Stinderwicklung. Mit Kenntnis der
magnetischen Widerstinde und Spannungsquellen kann ein Gleichungssystem aufgestellt wer-

den, welches unter Verwendung eines geeigneten Algorithmus numerisch zu 16sen ist.

5.2.1 Transformation der Statorgeometrie

Bei der Aufstellung eines magnetischen Ersatznetzwerkes muss die Drehung des Rotors
gegeniiber dem Stator beriicksichtigt werden. Diese fiihrt zu einer stindigen Anderung der
Uberlappungen zwischen Stator- und Rotorzihnen, was die Modellierung verkompliziert. Zur
Vereinfachung dieses Problems wird in [Haul6; Ret16] die Idee eines ,,rotierenden Stators* eta-
bliert, welcher mit dem Rotor umléduft und somit eine stationédre, vom aktuellen Rotorlagewinkel

unabhingige Betrachtung des magnetischen Kreises ermoglicht.

Stator

jlB2B3B4BSB6B7B8B9BIOBIIBIZBI3BI4D
[ X | | [Roter | | ||

Streusteg Modellierung 1
1z Stator

b

-

o[ B[ S S JoL T B L M oL K]
U [0 [+ [ [ « 7 - [0 s [ o1 220 -0+
’—‘ | ’—‘ Roitor ’—‘ | ’—‘

Negative q-Achse Positive d-Achse Positive g-Achse Negative d-Achse Negative q-Achse
|

E ¥ <
A@

d-Bereich g-Bereich d-Bereich

Abbildung 5.3: Transformation der Stator- auf die Rotorzahnanzahl am Beispiel des Polpaares einer
vierpoligen Maschine mit N; = 36, N, =28

Hierzu werden die Statorzihne unter Beibehaltung der flussfiihrenden Gesamtfliche so
angepasst, dass jedem Léauferzahn ein fiktiver, mit dem Rotor umlaufender Statorzahn ge-

geniibersteht. Dabei wird der nun ,mitdrehende” Stator gemédll Abbildung 5.3 anhand der
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5.2 Magnetkreisberechnung

Streustege des Rotors in d- und g-Bereiche aufgeteilt und die Zahnbreite je nach Bereichszu-
gehorigkeit angepasst. Im gezeigten Beispiel gehoren etwa die Zdéhne Nummer 1, 7, 8 und 14

zum q-Bereich, die restlichen Zihne zum d-Bereich.

Da der Fluss in der g-Achse im interessierenden Betriebsbereich fiir die Drehmomentbildung
mafgeblich ist, wird die Breite der Zihne im g-Bereich b7 4 gleich der realen Zahnbreite b7 geo
gesetzt. Unter Beriicksichtigung der Randbedingung, dass die gesamte flussfiihrende Fliche des
Statorzahnbereichs vor und nach der Transformation identisch sein soll, ergibt sich die Bezie-
hung (5.1) fiir die fiktive Zahnbreite b7 4 der Zihne im d-Bereich.

biza= o——— bizgeo (5.1

Die Zahl z7 4 bezeichnet dabei die Anzahl der Zihne in der g-Achse pro Polpaar in der fiktiven
Statorgeometrie und betrigt im gezeigten Beispiel 4. Zwischen ihr und der Zahnanzahl in der

d-Achse z7 4 besteht der Zusammenhang (5.2).

N1 =p-(2z.4+2z2q) (5.2)

Neben der Vereinfachung des magnetischen Ersatznetzwerkes besitzt die Transformation der
realen Statorgeometrie auf eine rotierende, fiktive Geometrie aullerdem den Vorteil, dass
die magnetischen Spannungsquellen ebenfalls als rotierend aufgefasst werden konnen. Im
stationiren synchronen Betrieb lduft der Effektivwertstromzeiger /; und damit auch die von ihm

erzeugte magnetische Spannung mit der Geschwindigkeit @®; um.

Wird sich nun beim magnetischen Ersatznetzwerk auf die Modellierung eines Polpaares be-
schriankt, so kann selbiges als zweipolige Maschine aufgefasst werden. Die tatsdchliche Pol-
paarzahl wird bei der Drehmomentberechnung nach Gleichung (3.33a) durch den Faktor p
beriicksichtigt. In Vorgriff auf Abschnitt 5.2.4 folgt daraus, dass beziiglich des umlaufenden
d-g-0-Koordinatensystems die magnetischen Spannungsquellen der fiktiven Statorzihne einen

zeitlich konstanten Wert besitzen.
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5 Analytische Simulation des stationdren Betriebsverhaltens

5.2.2 Magnetische Ersatzwiderstiande
Definition

Zur Berechnung der magnetischen Widerstinde werden diese als quaderféormige Elemente der
Grundflache A und der Hohe i geméll Abbildung 5.4 angenihert, welche von einem homogen

verteilten magnetischen Fluss ® durchflossen werden.

A
s
A ke ~
4 B v
. ()
- ; -

Abbildung 5.4: Zur Definition des magnetischen Widerstands

Analog zur Ermittlung des elektrischen Widerstands eines solchen quaderférmigen Elemen-
tes kann auch der magnetische Widerstand aus den Geometriedaten sowie der magnetischen

Leitfidhigkeit beziechungsweise Permeabilitit y ermittelt werden.

h

Die skalare magnetische Flussdichte B innerhalb des Widerstandselementes ist dem magne-
tischen Fluss gleichgerichtet und berechnet sich unter Beriicksichtigung der Modellierungs-
pramissen in Abschnitt 5.1 wie folgt:

B= (5.4)

| B

Berechnungsbeispiel

Die konkrete Berechnung eines magnetischen Zweigwiderstandes wird nachfolgend anhand des
Zweiges Statorzahn — Luftspalt — Rotorzahn demonstriert. Im Vorgriff auf die in Kapitel 8.6.1
vorgestellten Netzwerke der Funktionsmuster sei angemerkt, dass damit die Berechnung der
Netzwerkwiderstinde Ry, 1 bis Ry, 14 abgedeckt ist. Fiir die Berechnung der iibrigen Zweigwi-

derstdnde sei auf Anhang A.4 verwiesen.

Die notwendigen geometrischen Abmessungen fiir den interessierenden Zweigwiderstand sind

Abbildung 5.5 zu entnehmen. Die Breite der Statorzihne kann gemifl Formel (5.1) ermittelt

60



5.2 Magnetkreisberechnung

werden, wihrend die restliche Zahngeometrie direkt aus dem physikalischen Aufbau des Motors
folgt. Die Breite des Luftspaltwiderstands wird als mittlerer Umfang des geometrischen Luft-

spaltes 7T - (Dj; — 8ge0) bezogen auf die Rotornutzahl N, angenihert.

5ge0
/
M W\—‘ Modellierung i W\—‘
SIP hy 1S - 1 3 2
Rl ———Ly L
i 1
A
72’-'(Dli_ageo)/]vZ

Abbildung 5.5: Benotigte geometrische Abmessungen zur Berechnung des resultierenden Zweigwi-
derstands

Somit setzt sich Ry, aus drei Einzelwiderstinden zusammen: Dem Statorzahnwiderstand (1),
dem Rotorzahnwiderstand (2) sowie dem Luftspaltwiderstand (3). Bei der Bestimmung des
Luftspaltwiderstandes ist als Besonderheit die beidseitige Nutung von Stator und Rotor zu
beriicksichtigen. Im Bereich der Nut6ffnungen ist der magnetische Widerstand des Luftspalts
deutlich groBer, weshalb der magnetische Fluss seitlich zu den Zahnflanken ausweicht. Zur
Vereinfachung der Betrachtungen soll zunichst nur die in Abbildung 5.6 gezeigte, einseitig

genutete Luftspaltgeometrie diskutiert werden.

Abbildung 5.6: Einbruch der Luftspaltinduktion Bs(x) aufgrund der Nutung und Ubergang auf die
mittlere Luftspaltinduktion Bg

Aufgrund des hoheren magnetischen Widerstands im Nutéffnungsbereich wird der lokale ma-

gnetische Fluss und damit auch die dortige Flussdichte Bg(x) kleiner als die Flussdichte unter
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5 Analytische Simulation des stationdren Betriebsverhaltens

den Zihnen sein. Dadurch sinkt der mittlere Wert der Luftspaltinduktion Bg gegeniiber dem Ma-
ximum Bg ab. Das Verhiltnis zwischen der maximalen Flussdichte und dem Mittelwert wird als
CARTER-Faktor k¢ bezeichnet. Er kann nach [MVPO08] mit Hilfe der Nutteilung 7; >  und der

Nutschlitzbreite by /, ; angenéhert werden.

T1/2N
b1/2,s

T oONT — 7. N
PN ()
1/2,s

~
~

ke = (5.5)

U:J|| =3
o >

Die Nutteilung bestimmt sich mit Kenntnis des jeweiligen Blechpaketdurchmessers und der Nut-

zahl gemil folgenden Formeln.

- Dli
— 5.6
TIN N, (5.6a)
Dy,
= 5.6b
TN N, (5.6b)

Die Verringerung der mittleren magnetischen Flussdichte durch den CARTER-Faktor kann ana-
log als eine proportionale VergroBBerung der magnetischen Luftspaltwiderstinde aufgefasst wer-
den. Fiir eine beidseitige Nutung vergroBert sich dementsprechend der magnetisch wirksame
Luftspalt 8” wie folgt:

8" = 8geo ke ke - (5.7)

Fiir eine Maschine der axialen Linge [, ergibt sich damit folgende Widerstandsgleichung:

hiz hyz 8"

= + + *
b1z lax - Hre,1 (B1) bz lax - Hre2(B2) 775-<D1+26gﬁ0>'lax'.u0

R

Die Terme U 1/2(B;/2) weisen auf die Abhingigkeit der Elektroblech-Permeabilitéit von der
jeweiligen magnetischen Flussdichte innerhalb des Zahns hin. Diese Abhingigkeit besteht

grundsitzlich fiir alle ferromagnetischen Widerstinde und wird nachfolgend diskutiert.
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5.2 Magnetkreisberechnung

5.2.3 Ferromagnetisches Materialverhalten

Das iiblicherweise im Elektromaschinenbau verwendete Elektroblech ist ein ferromagnetisches
Material, was den in Abbildung 5.7 skizzierten nichtlinearen Zusammenhang zwischen H und
B zur Folge hat. Bei paramagnetischen Stoffen wie Luft ist die Permeabilitidt hingegen bis hin
zu sehr groflen Feldstdarken konstant und geringfiigig grofer als die magnetische Feldkonstante
Uo. Der Vollstindigkeit halber sei noch der Diamagnetismus erwihnt, bei dem u geringfiigig
kleiner als pg ist. [Kne62]

Ferromagnetismus

Paramagnetismus
Vakuum

Diamagnetismus

>
H

Abbildung 5.7: Prinzipdarstellung der Neumagnetisierungskurve von ferro-, para- und diamagneti-
schen Materialien

Da die Permeabilitét (t den Proportionalitédtsfaktor zwischen B und H darstellt, ist die Permeabi-

litédt eines ferromagnetischen Materials ebenfalls nichtlinear von B abhingig.
B=u-H (5.8)

Zur Charakterisierung der Materialeigenschaften wird die Permeabilitit in die spezifische Per-

meabilitdt y, und in die magnetische Feldkonstante g zerlegt.

K= W Ho (5.9)

Die praxisnahe Bestimmung der spezifischen Elektroblechpermeabilitit i, re bei einer vorgege-
benen magnetischen Flussdichte B erfolgt iiber die Interpolation von Messdaten. Fiir die beim
Funktionsmusterbau genutzte Elektroblechsorte M270-50A werden die in [Thy(09] angegebenen
Werte mit den Gleichungen (5.8) und (5.9) so umgerechnet, dass sich die in Abbildung 5.8

schwarz eingezeichnete i, r.(B)-Kennlinie ergibt.
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10000 : : . ; .
— X — Mr,Fe
8000 1 |
P e
. 6000 -
< 4000 4
2000 il
0 | | | Il xl
0 0.5 1 15 2 25 3
B/T

Abbildung 5.8: Spezifische Permeabilitit der Elektroblechsorte M270-50A als Funktion der magneti-
schen Induktion

Zur Beriicksichtigung der Isolationsschichten innerhalb des Blechpakets wird die so gewonnene
Kennlinie wie in [Haul6] beschrieben radial homogenisiert. Dieses Vorgehen entspricht einer
gewichteten Mittelung der spezifischen Permeabilitit des Blechs U, . und der Isolationsschicht
U iso ~ 1 anhand des Stapelfaktors ki, fe, Wwelcher etwa 97 % betragt [EGGO8].

Hy'pe = Kiso,Fe - e Fe + (1 — kre) - Hriso (5.10)

Fiir die Nutzung im Simulationsmodell muss die aus Gleichung (5.10) resultierende blaue
Kennlinie 'LL::Fe(B) weiter angepasst werden. Zum einen geht aus den Materialdaten nicht
hervor, mit welchen Permeabilititen bei sehr groen Flussdichten (groer 2,5 T) zu rechnen ist.
Zwar sind derart hohe Flussdichten in der Praxis irrelevant, jedoch konnen im Verlauf einer
iterativen Rechnung durchaus extrem hohe Werte von B auftreten, welche durch die Kennlinie
beriicksichtigt werden miissen. Aus diesem Grund wird die Kennlinie derart extrapoliert, dass

sie bei einer Flussdichte von 100 T (nicht im Bild) den Wert eins annimmt.

Die zweite notwendige Anpassung betrifft die spezifische Permeabilitéit bei kleinen magneti-
schen Flussdichten. Um die Eindeutigkeit der Losung zu gewihrleisten, muss die Permeabilitit

mit steigender Flussdichte streng monoton abfallen. Daher wird die Kurve im Bereich kleiner

%k
r,Fe

der Maschine treten im Allgemeinen hohere magnetische Flussdichten auf, sodass diese Mo-

Flussdichten entsprechend zur roten Kennlinie i} (B) abgeindert. In den relevanten Bereichen

difikation keinen nennenswerten Einfluss auf das Ergebnis hat. Das Konvergenzverhalten wird

hierdurch jedoch wesentlich verbessert.
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5.2.4 Magnetische Spannungsquellen

Sowohl die Ferritmagnete als auch die Statorwicklungen erzeugen im stationdren synchronen
Betrieb ein sich iiberlagerndes Magnetfeld!!). Im magnetischen Ersatznetzwerk wird diese Cha-

rakteristik in Form von magnetischen Spannungsquellen modelliert.

Durchflutung aufgrund der Magnete

Unter Annahme eines im linearen Kennlinienbereich betriebenen Magneten (siehe Abschnitt
2.3.3) ist dessen Quelldurchflutung ®py; lediglich von der Magnetgeometrie und der Remanenz-
induktion abhédngig. Gemifl dem Durchflutungsgesetz bestimmt sich die magnetische Durchflu-
tung ® aufgrund eines magnetischen Feldes H entlang einer geschlossenen Kurve s allgemein

ZUu
@:fﬁ-dﬁ. (5.11)

I[[Fc—)OO

Abbildung 5.9: Herleitung der PM-Durchflutungsquellen

Zur weiterfiihrenden Herleitung sei das in Abbildung 5.9 gezeigte Magnetjoch betrachtet. Das
Jocheisen sei als magnetisch supraleitend angenommen (Upe — o), sodass der Weganteil der
Kurve tiber das Joch keinen magnetischen Spannungsabfall nach sich zieht. Lediglich der Weg-
anteil des Magneten hpy; muss beriicksichtigt werden. Unter Annahme einer gleichméfigen
Feldverteilung innerhalb des Magneten ergibt sich damit

B - hpum

Opm = Hpm - hpm = : (5.12)
Upm

[(In der Realitit auftretende Rotorstrome aufgrund von Oberwellenstreuung werden im Grundwellenmodell ver-
nachlissigt.
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Durchflutung aufgrund der Statorwicklungen

Die Statorwicklungen werden als magnetische Spannungsquellen in den Zahnpaarzweigen mo-
delliert. Hierzu wird fiir das vorgegebene Stromsystem die zugehorige Felderregerkurve durch
Integration des Strombelags bestimmt. In [Ret16] wird diese Berechnung ausfiihrlich unter Nut-
zung umlaufender Wegkoordinaten entlang der Statorbohrung durchgefiihrt. Fiir die vorliegende
Arbeit wurde eine alternative Darstellung mit Hilfe des Rotorumlaufwinkels!?! > gewihlt, deren

Herleitung in Anhang A.5.1 nachgelesen werden kann. Sie lautet:

O1p(12) = O1p - cos (2 — Yo) (5.13)

mit

A 3-\/5-[1-W1-(§1p

®1p: .
P

Der Bestromungswinkel yg wird zwischen der d-Achse und dem durch ;4 und /4 definierten

(5.14)

Stromzeiger in rotorfesten Koordinaten aufgespannt. Die Herleitung der nachstehenden Defini-
tion (5.15) ist in Anhang A.5.2 zu finden.

arctan (2—“) fir 14 <0
q

Yo = (5.15)

arctan <2—d> 4+ fiirlijg>0
q

Bei Nutzung der rotorfesten Statorgeometrie geméfl Abschnitt 5.2.1 ist die Position eines fiktiven
Statorzahns in Rotorkoordinaten zeitinvariant, sodass die dazugehorige magnetische Spannungs-

quelle mit Kenntnis des Zahnpositionswinkels ¥z ,, direkt berechnet werden kann.

|-
»

/2 J‘Yz,n /2 J‘ /2 J‘ /2
UL L P b b
Py Yoy
-q d q -d -q

Abbildung 5.10: Definition des Zahnpositionswinkels ¥z ,

Fiir die in Abbildung 5.10 gezeigte fiktive Statorgeometrie bestimmt sich der Zahnpositionswin-

kel eines Zahnes n beispielsweise nach folgender Formel:

’}/Zm = 7

[2JElektrischer Rotorumlaufwinkel mit Ursprung in der positiven d-Achse, siehe Abbildung 5.10.
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5.2.5 Gleichungssystem eines magnetischen Ersatznetzwerkes

In den vorherigen Abschnitten wurde die mathematische Modellierung der Netzwerkbestandtei-
le hergeleitet. Durch eine geeignete Wahl von Netzwerkzweigen und unter Nutzung der trans-
formierten Statorgeometrie kann ein Polpaar magnetisch modelliert werden. Aus dem Durch-
flutungsgesetz geht hervor, dass die magnetische Quelldurchflutung dem Produkt aus magneti-

schem Widerstand und magnetischem Fluss entspricht.

®@=R, P (5.16a)
U=R-I (5.16b)

Die Analogie von Gleichung (5.16a) und dem OHM’schen Gesetz (5.16b) legt folgende Inter-
pretation nahe: Die magnetische Quelldurchflutung entspricht der elektrischen Spannung, der
magnetische Widerstand dem elektrischen und der magnetische Fluss dem elektrischen Strom.

Daher kann zur Netzwerkanalyse das Maschenstromverfahren genutzt werden!3.

Hierzu muss zundchst ein ,,vollstindiger Baum* des Netzwerkes aufgestellt werden. Dies ge-
schieht iiber eine systematische Entfernung von Netzwerkzweigen, bis keine vollstindige Ma-
sche mehr vorhanden ist. Als Nebenbedingung ist zu beachten, dass simtliche Knoten des Netz-
werkes iiber den vollstindigen Baum miteinander verbunden sein miissen. Die Wahl des Baumes
ist willkiirlich; eine mogliche Losung wird in den nachfolgenden Abbildungen blau hinterlegt.
Die Anzahl der iibrigen ,,unabhiingigen* Zweige entspricht der Anzahl der aufzustellenden Ma-
schengleichungen und damit der Ordnung des Gleichungssystems. Zwischen der Gleichungssys-
temordnung o, der Knotenanzahl £ und der Gesamtzweiganzahl z besteht folgender Zusammen-
hang:

o=z—k+1. (5.17)

Die Maschen werden so gewihlt, dass sie immer genau einen unabhingigen Zweig und
ansonsten nur Baumzweige enthalten. Damit legt die Wahl des Baumes jede Maschengleichung
eindeutig fest. In den abgebildeten Netzwerken sind die magnetischen Maschenfliisse Py als
griine Pfeile eingezeichnet. Ihre Richtung kann willkiirlich festgelegt werden. Zum Versténdnis
dieses Vorgangs wird nachfolgend die Analyse des in Abbildung 5.11 gezeigten Beispielnetz-
werkes mit Hilfe des Maschenstromverfahrens detailliert durchgefiihrt.

Zur Aufstellung der Maschengleichungen miissen alle Spannungsabfille iiber die Widerstande
der Masche beriicksichtigt werden. Die durch den jeweiligen Hauptmaschenfluss verursachten
Spannungsabfille werden dabei immer positiv gewertet. Dariiber hinaus treten aufgrund der an-

deren Maschenfliisse weitere Spannungsabfille iiber den Widerstinden einer Masche auf, die

[3Eine ausfiihrliche Erlduterung des Maschenstromverfahrens kann beispielsweise [SSMO06] entnommen werden.
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Abbildung 5.11: Exemplarisches magnetisches Ersatznetzwerk

je nach Kopplungsrichtung der betreffenden Masche mit der Hauptmasche positiv oder negativ
eingehen. Die magnetischen Spannungsquellen werden zu einer resultierenden Quelle zusam-
mengefasst, wobei Durchflutungen in Maschenrichtung negativ und Durchflutungen entgegen

der Maschenrichtung positiv gewertet werden.

Masche 1 (M1): @ — @1 = Py 1 - (Rt +Rimg +Rms) —Pm2 Rns — Pm3 - (Rma +Rums)
Masche 2 (M2) : -0, = —CI)MJ -Rm75 + (I)M,Z . (Rm72 —|—Rm75) + CI)M73 -Rm75
Masche 3 (M3) : -0y =Dy ;- (Rm,4 +Rm75) +Pmp2 Rys +Pwms- (Rm,3 +Rm4 +Rm75)

Die Struktur des Gleichungssystems legt eine Formulierung als Matrixgleichung analog zu Glei-
chung (5.16a) mit einem Erregungsvektor ©, einer Widerstandsmatrix Ry, sowie einem Ma-
schenflussvektor 3)M nahe. Beide Vektoren besitzen die Dimension o X 1, die Widerstandsmatrix

ist symmetrisch aufgebaut und besitzt die Dimension o X o.
® =R, Py (5.18)

Nachfolgend ist exemplarisch die Matrixgleichung des Beispielnetzwerkes formuliert.

0, -0, Rm1+Rma4+Rns —Rm s —Rm4—Rm s Py,
-0, | = —Rm s Rm2+Rms Rms | Pm2
-0, —Rm4—Rn s Rms Rm3+Rm4+Rns Dy 3

I

Wird nun noch die Konvention eingefiihrt, dass die mathematische Orientierung der (physika-
lisch flieBenden) Einzelfliisse ®f ;. /s stets der des Maschenflusses entspricht, der von den
beteiligten Maschenfliissen den kleinsten Zeilenindex i bezogen auf den stehenden Vektor @y
besitzt, so ist das gezeigte magnetische Netzwerk durch seine Matrixgleichung vollstindig

definiert.
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5.2 Magnetkreisberechnung

Bei Betrachtung der Widerstandsmatrix Ry, féllt auf, dass die Nebendiagonaleintréige einer Zeile
i und einer Spalte j betragsmiBig aus der ,,Schnittmenge™ der jeweiligen Hauptdiagonaleintriage
abgeleitet werden konnen. Hierzu wird jeder Matrixeintrag Ry, ; ; als Menge M, ; aufgefasst,
welche betragsmiBig alle Summanden des Matrixeintrags beinhaltet!*!. Umgekehrt wird der Wi-
derstandsmatrixeintrag Ry, ; ; betragsmiBig durch Summation aller Elemente von M; ; ermittelt.

Damit kann folgende Beziehung formuliert werden:
M; ;=M iNM;;, (5.19)

woraus bei Kenntnis aller Hauptdiagonaleintrige die gesamte Widerstandsmatrix betragsméafig
besetzt werden kann. Das Vorzeichen des Nebendiagonaleintrags entspricht der Kopplungsart
von 53M7i mit CTDM’ j (+ bei gleichsinniger Flussrichtung, — bei gegensinniger Flussrichtung).
Daraus folgt, dass zur vollstdndigen Definition des Widerstandsnetzwerkes lediglich die Angabe
der Hauptdiagonale von Ry,, der Kopplungsart der Maschenfliisse untereinander sowie des Erre-
gungsvektors © vonndten ist. Die Vervollstindigung dieser Angaben zu einer Matrixgleichung

gemal (5.18) kann automatisiert durch ein Skript erfolgen.

Im Falle einer von den Maschenfliissen unabhiingigen Widerstandsmatrix konnte das ge-
zeigte Gleichungssystem direkt gelost werden, beispielsweise durch Anwendung des
GAUSss-Algorithmus nach [Pre+07]. Wie in Abschnitt 5.2.2 diskutiert wurde, besteht die-
se Unabhingigkeit aufgrund des ferromagnetischen Elektroblechs jedoch nicht. Daher miissen
die Widerstandswerte mit Hilfe der jeweiligen Flussdichten ermittelt werden, die sich nach
Gleichung (5.4) aus den Einzelfliissen ergeben. Die Einzelfliisse miissen wiederum aus den

Maschenfliissen berechnet werden.

Wie nachfolgend gezeigt wird, konnen die Einzelfliisse unter Beriicksichtigung ihrer eingangs
erwiahnten Vorzeichenkonvention automatisiert aus der Widerstandsmatrix abgeleitet werden.
Gemil der Definition in Abschnitt 5.2 besitzt jeder Netzwerkzweig genau einen Einzel- be-
ziehungsweise Zweigfluss, der die gleiche Ordnungsnummer wie der Zweigwiderstand besitzt.
Daraus folgt, dass ein Einzelfluss ®g , sich aus allen Maschenfliissen zusammensetzt, die in ih-
rem korrespondierenden Hauptdiagonaleintrag den Widerstand Ry, , enthalten. In einem zweiten
Schritt wird tiberpriift, welcher dieser Maschenfliisse den kleinsten Zeilenindex » innerhalb des
Vektors @y besitzt. Die mathematische Richtung des Einzelflusses entspricht dann der dieses

Maschenflusses!®!. Die daraus resultierende Orientierung fiir Pk, ist in Abbildung 5.11 fiir alle

4IDje Menge M3 | des Beispielnetzwerks beinhaltet beispielsweise die Elemente Ry, 4 und Ry, 5.

[SIEs sei darauf hingewiesen, dass die mathematische Orientierung unabhiingig von der physikalischen Flussrich-
tung ist. Ein negativer Einzelflusswert bedeutet daher, dass die physikalische Flussrichtung der mathematischen
entgegengesetzt ist.
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Zweigfliisse eingezeichnet. Es lésst sich folgende Gleichung fiir g formulieren(®!:

o

DPp = Y E(i,n) Py, (5.20)
n=i
mit
sgn(Ry, ; falls Ry x € M, ,
E(i,n) = gn(Runiin) S (5.21)
0 sonst .

Aus der nichtlinearen Abhéngigkeit der ferromagnetischen Widerstinde von den Einzelfliissen

resultiert ein nichtlineares Gleichungssystem, welches iterativ gelost werden muss.

5.2.6 Losungsverfahren fiir nichtlineare Gleichungssysteme

Nur in Ausnahmefillen kann fiir nichtlineare Gleichungen eine geschlossene analytische Losung
gefunden werden. Im Allgemeinen miissen Gleichungen dieses Typs numerisch gelost werden,
wofiir je nach Problemstellung eine Vielzahl von Algorithmen existieren. Im vorliegenden Fall
lasst sich Gleichung (5.18) als Nullstellenproblem f (CT)M) darstellen.

ol

f(@m) =Ry Dy -0 = (5.22)

Ein Standardverfahren zur Losung eines mehrdimensionalen Nullstellenproblems ist das
NEWTON-RAPHSON-Verfahren [Pre+07]. Fiir das vorliegende Gleichungssystem kann es unter
der Bedingung eingesetzt werden, dass die ferromagnetische Materialkennlinie u(B) streng
monoton fallend ist. Diese Bedingung kann im interessierenden Kennlinienbereich als erfiillt

angesehen werden (vergleiche hierzu Abschnitt 5.2.3 sowie [Haul6; Ret16]).

Das NEWTON-RAPHSON-Verfahren beruht auf der Linearisierung einer Funktion beziehungs-
weise der Berechnung ihrer Tangente in einem Arbeitspunkt. Die Nullstelle der Tangente wird als
Néherung der Funktionsnullstelle verwendet und dient als neuer Ausgangspunkt fiir den nichsten
Linearisierungsvorgang. Wird die Nullstelle der Funktion genau genug approximiert, bricht das
Verfahren ab. Es handelt sich also um ein iteratives Verfahren, dessen Genauigkeit zu Lasten
des Rechenzeitbedarfs beliebig gewihlt werden kann. Mathematisch ausgedriickt wird fiir eine

Funktion f(x) ein Startwert xo gewahlt und anschlieend die Iteration

f(xn)

T )
n

(5.23)

so lange wiederholt, bis x,; | ndherungsweise der Funktionsnullstelle entspricht. Fiir ein mehr-

dimensionales Problem entspricht die Funktionsableitung f’(x,) der JACOBI-Matrix J(¥) des

[6IDie Summenbildung muss erst ab i = n aufwiirts erfolgen, da per Definition Z(n,i) fiir n < i null ist.
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Gleichungssystems. Diese ergibt sich als Ableitung des Gleichungssystems nach dem Variablen-
vektor X. .
df (%)

I@) == (5.24)

Im vorliegenden Problem entspricht der Variablenvektor X dem Maschenflussvektor Dy, sodass

die Iterationsvorschrift des Problems wie folgt formuliert wird:
Bat1 = Butp—J;" - (O R B ) - (5.25)

Der Startwertvektor CT)M,O wird durch eine Anlaufrechnung mittels Gleichung (5.16a) generiert.
Fir die Permeabilititen der abhédngigen magnetischen Widerstinde werden die Startwerte
Hrreo vorgegeben, sodass die Widerstandsmatrix quantitativ berechnet werden kann. Der
gesamte Algorithmus ldsst sich anschaulich in einem Flussdiagramm gemif3 Abbildung 5.12

visualisieren.

Fiir die Berechnung der JACOBI-Matrix (5.24) gilt X = &y und f(X)=Rpn- &y — O. Bei der
Ableitung des Minuenden von f(X) muss die Produktregel angewendet werden. Die dabei auf-
tretende Ableitung des Maschenflussvektors nach sich selbst entspricht dem Einheitsvektor €.
Der Subtrahend © ist unabhiingig von ®y;, weshalb der entsprechende Ableitungsterm zu null

gesetzt wird.

I (Ro-Bu—8) 2 (Ry-y) a@/‘)

J & = pre = = —

(Su) IBy By Iy

J (Rm'&’M> R - b
- = = —»m - Pyp + ‘Rm
8CI>M 8<I>M Py

- R, =
J(PMm) = — Pu+Rn 5.26

(Pm) FE. M (5.26)

Fiir ein beliebiges Element der JACOBI-Matrix J; ; mit dem Zeilenindex i und dem Spaltenindex
J kann damit folgende Formel gewonnen werden:

Y IRm,i,j
Jij= Z Dy - 8<I>Mj +Rpy,i ;- (5.27)

Zur Bestimmung des Ableitungsterms wird der Differenzenquotient der Iterationsschritte n und
n+1 gebildet. GemaB [Ret16] ist eine direkte Berechnung des Nenners als Differenz von @y ,
und Py j 441 jedoch mathematisch unzuldssig. Dies soll nachfolgend am Beispiel des Wider-

stands Ry, 4 des Beispielnetzwerkes demonstriert werden.
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Anlaufrechnung

Iterationsrechnung

Start

Setze Iterationsvariable n = 0
und Widerstandsmatrix Ry, o

Berechnung des Maschenflussvektors:
EISM,O =Rpo ! -©

Erstellung der ,,Vergangenheitswerte*
&)M,fl = far - Ppo und Rin,—1=Rnyp

Berechnung Einzelfliisse ®g ,
aus Maschenfliissen @y,

A

Y

Berechnung magnetische Flussdichten |

Y

Interpolation der Permeabilitdtswerte
I, aus der angepassten Material-
kennlinie des Elektroblechs

n=n+1 |

A

Berechnung neuer Maschenflussvektor:
Py = Pwmyp—
J;l . (Rm,n : &)M,n - C:))

Y

A

Neubesetzung Widerstandsmatrix Ry, ,

Bestimmung der JACOBI-Matrix
Jn (q)M,na (DM,n—l 7Rm,n; Rm,n—l)

Abbruchbedingung:
max(|Rmn - Pm, —O|) < €2

A

Nein

Abbildung 5.12: Anwendung des NEWTON-R APHSON-Verfahrens zur Losung des nichtlinearen ma-
gnetischen Ersatznetzwerkes

Der besagte Widerstand Ry, 4 wird von dem Einzelfluss ®g 4 durchstromt, der sich wiederum aus

dem Maschenfliissen ®yp | und Py 3 zusammensetzt.

Pp 4 =Py, — Pwm3

Eine Anderung von ®g 4 und damit auch von Ry, 4 ist somit nicht auf einen der beiden Ma-
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schenfliisse, sondern vielmehr auf deren Superposition zuriickzufiihren. Eine Bildung des Nen-
ners des Differenzenquotienten ist daher lediglich mit den Zweigfliissen zulidssig. Daher wird
der Ableitungsterm in Gleichung (5.27) fiir jeden Widerstand Ry, eines Matrixelementes Ry ;

umgeformt.
ORmx  J0Pex OJRmx

0Dy 0Py, OPp,

(5.28)

Die Ableitung des Einzelflusses nach dem Maschenfluss nimmt den Wert 1 an, wenn der Ma-
schenfluss nach Gleichung (5.20) positiv in die Einzelflussgleichung eingeht, —1, wenn er ne-
gativ eingeht, und 0, falls er iiberhaupt nicht eingeht. Somit kann der erste Ableitungsterm in
Gleichung (5.28) bei Kenntnis der Einzelflussgleichungen berechnet werden. Der zweite Term

wird durch einen Differenzenquotienten angenéhert.

1,0 oder — 1 1,0 oder — 1

LILENS aq)’%- Rincini1 = R _ 9 q’%(. AR,y (5.29)
8¢M’j %Mi] ¢E,X,n+l o ¢E,x,}’l QéMx] A¢E7X '

Nachfolgend soll exemplarisch das JACOBI-Matrixelement J;,> des Beispielnetzwerkes be-
stimmt werden. Hierzu muss die Maschengleichung M1 nach dem Maschenfluss @y , abgeleitet

werden. Gemil3 Gleichung (5.27) ergibt sich folgender Ausdruck:

aRm 1 aRm 4 aRm 5
— i . @ i . 3 . q)
Ji2 IDy1 2 M1+ IDu2 M,1 + T M, 1
IORms ORm 4 IdRms ® R

Da @y » nicht durch Ry, 1 und Ry, 4 flieBt, ist der Maschenfluss auch nicht an den korrespondie-
renden Einzelfliissen beteiligt. Daraus folgt, dass alle Ableitungen der beiden Widerstinde nach
@y 2 zu null gesetzt werden. In den Einzelfluss @ 5 geht @y > negativ ein: Die Vorzeichenrich-
tung des Einzelflusses wird durch den Fluss @y festgelegt, der negativ mit Py koppelt. Der
vordere Term von Gleichung (5.29) wird dadurch zu —1.

0 0
JdR 1 JR 4 aRmS
Jio= — Dy + — - Py g — - Dy |
V) T 9P L SV ’
0
8Rm5 ORw4 8Rm5
_ TS By — IR By oM By R
—1 —1 —1
0®Pp5 IRy s d®Pp5 IRy s 0®Pp5 IRy s
lez%’ caa— Pm1— —o— Pmpo— — 5 Pm3 —Rms
© gPyMy IDgs T dDyp IDPgs © dbvy IPgs m
ARmS ARmS m,5
_omd g S S Py — R
Ay 5 M,lJrA(I)E5 M,2+AC1)E5 M3 — Km5
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Es zeigt sich, dass bereits fiir ein sehr einfaches Netzwerk mit nur wenigen Zweigen die Auf-
stellung der JACOBI-Matrix aufwendig ist. Bei Betrachtung eines komplexeren Modells ist es
daher sinnvoll, die Aufstellung der JACOBI-Matrix gemil} Gleichung (5.27) automatisiert erfol-
gen zu lassen. Hierzu ist lediglich die Kenntnis der Widerstandsmatrix erforderlich, aus der alle
benotigten Zusammenhédnge abgeleitet werden konnen. Unter Beriicksichtigung von Abschnitt
5.2.5 kann somit zusammenfassend festgehalten werden, dass zur Berechnung der magnetischen
Fliisse eines beliebigen nichtlinearen magnetischen Netzwerkes mit Hilfe der vorgestellten Al-
gorithmen lediglich die Hauptdiagonale der Widerstandsmatrix, die Kopplungsbeziehungen der

Maschenfliisse untereinander sowie der Erregungsvektor explizit angegeben werden miissen.

5.2.7 Bestimmung der Flussverkettungen

Mit Kenntnis der magnetischen Fliisse beziehungsweise Induktionen im Luftspalt kann der re-
sultierende Hauptfluss und daraus die Hauptflussverkettung berechnet werden. Aufgrund der
diskreten Modellierung des Luftspalts durch einzelne Netzwerkzweige ergibt sich fiir die Luft-
spaltinduktion ein blockférmiger Verlauf (Abbildung 5.13).

) pos. d-Achse pos. g-Achse neg. d-Achse neg. g-Achse
T T | T T | T T | T T
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Abbildung 5.13: Luftspaltinduktion des analytischen V-Modells (sieche Abbildung 8.21) fiir den Be-
stromungszustand I1g = 0A, I13 = 10A

Da der Rotorumlaufwinkel 7» gemif3 Abbildung 5.10 in der positiven d-Achse seinen Ursprung
besitzt, entspricht der Kosinusanteil der Grundwelleninduktion Bg, dem d-Anteil Bgspq und der
Sinusanteil dem g-Anteil Bgp,. Die allgemeine Darstellung der Luftspaltinduktion als FOURIER-

Reihe kann Gleichung (5.30) entnommen werden!”!.

(71 Auf den Gleichanteil «(0) /> der FOURIER-Reihe wird in der Darstellung verzichtet, da selbiger bei Radialflussma-
schinen null ist.
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5.2 Magnetkreisberechnung

s(n) = Z -cos (k- 1) +b(k) -sin (k- p) (5.30)
mit
1 T
alk) =~ / Bs(1)-cos (k- 1) dy (5.31a)
17 _
bt = — [ Bs(r)-sin (k- n)dn (5.31b)

Zur Ermittlung des Flusses durch eine Spule muss die Luftspaltinduktion iiber deren Spulen-
flache integriert werden. Zur allgemeinen Durchfiihrung dieser Berechnung wird zunichst von
einem mit Durchmesserspulen bewickelten Stator ausgegangen. Die Spulenfliche Agpyie ergibt

sich als innere Zylinderflache des Stators dividiert durch die Polzahl 2 - p.

n'Dli'lax

2 (5.32)

ASpule =
Da der Ursprung von 7 in der positiven d-Achse liegt, miissen zur Berechnung des d-Flusses die
Integrationsgrenzen + 75 gewihlt werden. Fiir den g-Fluss werden die Grenzen zu 0 und 7 gesetzt.
Diese Grenzen entsprechen den Koordinaten von positiver und negativer q- beziehungsweise d-

Achse im p»-Koordinatensystem.

D .
P hg = Aspule - Bs(p)dy, = > L | Bs(p)dp (5.33a)

Q=

cI)lhq = ASpule : BS(YZ)dYZ (533b)

|

o\ 8 o —— s
|

o\ S Nm\mm

D .
Bs(p)dy, = lp lax-

8-

Damit kann der magnetische Fluss in d- und g-Achse fiir eine beliebige Ordnung k mit (5.31a)
und (5.31b) berechnet werden. Fiir das analytische Modell ist lediglich der Grundwellenfluss
(k= 1) relevant.

Oy = l;_;.lax.a(l)- (sin (1%) —Sin<—1‘g>>

N

=2
D .
—2—;-lax-b(1)-\<cos <1§> —cos (—1-%))/
~
D .
Dipg = f lax-a(1) (5.342)
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5 Analytische Simulation des stationdren Betriebsverhaltens

Ein analoges Vorgehen fiihrt auf den magnetischen Fluss der gq-Achse.

D.
Dipg = 2—;-lax-a(1)-£sin(1-ﬂ) —sin(1-0))
-0
D.
—2—;~lax~b(1)~(cos(1 .7) —cos (1-0))
)
D.
Ding :f g - b(1) (5.34b)

Zur Transformation der Durchmesserspulen auf die tatsdachliche Anordnung werden die magne-
tischen Fliisse mit dem Wicklungsfaktor &;, sowie der Strangwindungszahl w; gewichtet. Das

Ergebnis entspricht den Grundwellen-Flussverkettungen in d- und g-Achse.

Yihd/q =W1- élp . CD1h7d/q (5.35)

Die induzierten Grundschwingungsspannungen konnen direkt aus den Flussverkettungen abge-

leitet werden. Die Division durch /2 fiihrt auf den Effektivwert der induzierten Spannung.

Uipd/q = O1 " WYihd/q (5.36a)
1

Uipd/q = 75 Uindap (5.36b)

Die Amplitude der Klemmenspannung i, der Klemmenspannungen ist vor allem fiir die mess-

fip = \[uf g+ 1t (5.37)

5.2.8 Hauptinduktivititen und PM-Flussverkettung

technische Validierung interessant.

Gemil den in Abschnitt 3.2.2 formulierten Beziehungen (3.13a) und (3.13b) konnen die
Flussverkettungen von d- und g-Achse in einen stromproportionalen und einen PM-Anteil
zerlegt werden. Die Stromproportionale Ly der g-Achse kann fiir einen Betriebspunkt mit der
g-Flussverkettung yqpq direkt mit Gleichung (3.13b) bestimmt werden. Ein analoges Vorgehen
fiir L1pg mittels (3.13a) ist nur bei Kenntnis der PM-Flussverkettung Wpy moglich.

Die PM-Flussverkettung eines bestimmten Betriebszustands ldsst sich mit Kenntnis des
Sattigungszustands berechnen, indem die Bestromung zu null gesetzt und die Flussverkettung
der d-Achse ermittelt wird. Diese entspricht dann der PM-Flussverkettung. Die konkreten Schrit-
te zur Bestimmung von Hauptinduktivititen und PM-Flussverkettung mittels des analytischen
Modells fiir einen bestimmten, durch /14 ap, /1q,ap und Oy, Ap charakterisierten Arbeitspunkt lau-

ten daher wie folgt:
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5.2 Magnetkreisberechnung

1. Iteratives Losen von Gleichung (5.22) fiir die vorgegebenen Werte I1g ap, I1g,ap und Oy ap
mittels des NEWTON-RAPHSON-Verfahrens.

2. Berechnung des Erregungsvektors @0 fir ¥y ap, 1140 = I19,0 = OA.

3. Direktes Losen der Gleichung CTDMO = R;LIAP . @0, wobei Ry ap dem in Schritt 1 bestimm-

ten Sattigungszustand der Maschine entspricht.

4. Berechnung der d-Flussverkettung Y4 o fiir den stromlosen Zustand, diese entspricht der

PM-Flussverkettung P'pm ap.

5. Berechnung der Hauptinduktivitéiten Ly, 4/q ap mittels (3.13a) und (3.13b) mit den Fluss-
verkettungen Wi 4/q ap aus Schritt 1.

Eine Visualisierung dieses Ablaufs als Signalflussbild kann Abbildung 5.14 entnommen werden.

Iq,ap i1q,AP Lipg,ap
> /2 | 1/ > X |—
A
La,ap Wihg AP
flaap NEWTON &
Ow, AP Oar +  fuxs i Pwm,ap Vihd/q,AP
- > i»of—> RAPHSON- —> o
- Algorithmus
Magnetische Fluss-
Erregung Ry, Ap - &,MAP verkettung Wind AP
R
4 m,AP
Vindo Y+
1 /x T
Tig,ap i1d AP | Linha ap

- 2 | 1x > X |—>
Ild,O =0A
Lqo=0A Y
Uyw.AP 0Oy Py Yind,0 = ¥pm,AP
—» > X > >

Magnetische Fluss-

Erregung verkettung

Abbildung 5.14: Signalflussbild zur Ermittlung der Hauptinduktivitdten und PM-Flussverkettung in
einem Arbeitspunkt
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5 Analytische Simulation des stationdren Betriebsverhaltens

5.2.9 Abschiatzung der Ummagnetisierungsverluste

Unter dem Oberbegriff der Ummagnetisierungsverluste werden alle Verluste zusammengefasst,
welche bei der Ummagnetisierung eines Stoffes in Form von Wirme verloren gehen. Ursache
hierfiir sind die OHM’schen Verlusten der Wirbelstrome (auch als JOULE’sche Wirmeverluste
bekannt), sowie bei Ferromagnetika die Hystereseverluste und die Nachwirkungsverlus-
te [Ber98]. Die Wirbelstrome sind auf Spannungen zuriickzufiihren, welche aufgrund der
Anderung der magnetischen Flussdichte induziert werden [Sto74]. Dariiber hinaus ist zur
Umorientierung der WEISS-Bezirke Arbeit erforderlich, was sich makroskopisch in Form
einer magnetischen Hystereseschleife bemerkbar macht [Ber98]. Die Nachwirkungsverluste
resultieren aus dem Energiebedarf fiir das Verschieben der BLOCH-Winde zwischen den
WEIss-Bezirken, konnen jedoch im Rahmen dieser Arbeit gemill [Canll1] vernachléssigt

werden.

Zur praxisnahen Abschidtzung der Ummagnetisierungsverluste erfreuen sich empirische
Abschitzungsformeln grofler Beliebtheit. Sie gehen hdufig auf den von C. P. STEINMETZ
in [Ste92a; Ste92b] formulierten Ansatz zuriick, welcher lediglich die Kenntnis der maxi-
mal auftretenden Flussdichte B, der Anderungsfrequenz f sowie eines materialspezifischen
Koeffizienten voraussetzt. Dieser Ansatz wurde in der Folgezeit hdufig aufgegriffen und
beispielsweise durch Aufteilung in einen Wirbelstrom- und einen Hystereseanteil verfeinert,
sodass basierend auf der urspriinglichen STEINMETZ-Formel inzwischen eine ganze Familie von
Abschitzungsformeln entstanden ist. Eine vergleichende Ubersicht kann [KS10] entnommen
werden. Dort wird auch aufgezeigt, dass je nach Problemstellung und Materialdatenkenntnis

verschiedene Modellierungsansétze heranzuziehen sind.

Bei der analytischen Modellierung der Ummagnetisierungsverluste des Elektroblechs wird der
von H. JORDAN formulierte Ansatz nach [KS10] genutzt. Er unterteilt die Ummagnetisierungs-
verluste in einen Wirbelstrom- und einen Hystereseterm, welche mit je einem spezifischen Ma-
terialkoeffizienten gewichtet werden. In [Rei+13] wurde gezeigt, dass mit dieser Herangehens-
weise fiir den interessierenden Arbeitsbereich des Elektroblechs zufriedenstellende Ergebnisse

erzielt werden konnen.

5 2 2 N 2
() (B (Y (B
Py Fe = Oty (50Hz> (I,ST) + Owb (SOHZ) (1,5T) (5.38)

Gleichung (5.38) gibt den spezifischen Verlust des Elektroblechs in Watt pro Kilogramm an.

Zur Berechnung der absoluten Verluste in einem Zweig x des magnetischen Kreises muss da-
her das Volumen des Zweigelementes V, mit der entsprechenden Dichte p, zur Zweigmasse miy

verrechnet werden. Uber p wird die tatsichliche Polpaarzahl des Motors beriicksichtigt.

78



5.2 Magnetkreisberechnung

PV7FC =p- va “Px- kv7Fe 'P\//,FeJ =p- me : kV,Fe 'P\//7Fe7x (5.39)
X X

Der Zuschlagsfaktor ky e beriicksichtigt dabei die Verdnderung der Gefiigestruktur durch
Bearbeitungsvorginge!®!. Er wird anhand empirischer Erfahrungswerte zu 2 gewihlt. Die
Materialkoeffizienten des verwendeten Elektroblechs M270-50A Oyys und Oyp konnen mittels
Regressionsanalyse aus [Thy09] ermittelt werden. Es ergibt sich fiir oy der Wert 2,109 W /kg,
fiir oy, der Koeffizient 0,5977 W /kg.

Bei Vernachldssigung der Oberwellenanteile kann im stationdren synchronen Betrieb
von magnetisch konstanten Verhiltnissen innerhalb des Rotors ausgegangen werden. Die
Anderungsfrequenz f und damit der Verlusteintrag betriigt in allen Rotorzweigelementen null.
Im Stator hingegen verursacht die Uberlagerung aus Felderregerkurve und Magnetinduktion eine
periodische Anderung der magnetischen Flussdichte. Die Anderungsfrequenz f entspricht dabei
der Netzfrequenz fi. Hierdurch tritt eine zeitliche Verschiebung der Induktionsspitze von Zahn
zu Zahn auf, sodass im Zeitraum #; = !/5, simtliche Zihne eine Anderung der magnetischen
Flussdichte von +Bjz bis —Bz und zuriick erfahren. Diese Verschiebung ist in Abbildung 5.15
fiir eine Netzfrequenz von 50 Hz vereinfacht dargestellt. Aus Griinden der Ubersichtlichkeit wur-

de lediglich die Anderung aufgrund der Magnetinduktion innerhalb der Zihne beriicksichtigt.

2 N

— I— - — (I — —
I I *By, 78 I I “By 1% 1?
PN O R EENERUNE Ol R
[N N [ s
t=5ms w, t=5ms

Abbildung 5.15: Herleitung der Ummagnetisierungsverlustberechnung

Zum Zeitpunkt + = Oms befindet sich der magnetische Nordpol des Rotors unter den Ziahnen
2 und 3, weshalb dort die magnetische Flussdichte ihr Maximum annimmt. Der magnetische
Kreis schlieit sich iiber den magnetischen Siidpol der Maschine, weshalb in Zahn 11 und 12
ebenfalls die maximale Induktion, jedoch mit umgekehrten Vorzeichen auftritt. Fiir # = Sms
»~wandern* die Induktionsspitzen weiter zu den Zdhnen 7 und 8 beziehungsweise 16 und 17. Im
Laufe einer Periode werden so sdmtliche Zihne einer vollstindigen Ummagnetisierung unterzo-
gen. Eine analoge Uberlegung kann fiir die (nicht dargestellten) Spitzen der Statorjochinduktion
angestellt werden. Fiir die Verlustberechnung ist somit stets die jeweilige Induktionsspitze des

Zahn- beziehungsweise Jochbereichs 13’172 /3 anzusetzen.

[81Beispielhaft seien etwa thermisch bedingte Gefiigesinderungen aufgrund des Energieeintrags beim Laserschnei-
den und Beschidigungen der Isolationsschicht an den Schneidekanten genannt.
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5.3 Arbeitspunktberechnung

In den vorangegangenen Abschnitten wurde ein Magnetkreismodell vorgestellt, welches in der
Lage ist, das stationdre synchrone Betriebsverhalten einer Synchronmaschine im stromeinge-
priigten Betrieb bei vorgegebener Ubertemperatur zu berechnen. Wie zu Beginn des Kapitels
gezeigt wurde, kann die stromeingeprigte Magnetkreisberechnung als innerer Regelkreis eines
kaskadierten Optimierungsalgorithmus verstanden werden, welcher das Betriebsverhalten der
Maschine bei spannungseingeprigten Betrieb ermitteln kann. Als duBlerer Regler soll analog zu
[Haul6] der Downhill-Simplex-Algorithmus, auch bekannt als NELDER-MEAD-Verfahren zum

Einsatz kommen. Seine Funktionsweise wird nachfolgend erldutert.

5.3.1 Der Downhill-Simplex-Algorithmus
Funktionsprinzip

Der Downhill-Simplex-Algorithmus dient zur Bestimmung eines Minimums!®! der Funktion
f:R" — R, welche nicht notwendigerweise differenzierbar sein muss. Ein wesentlicher Vorteil
dieses Verfahrens gegeniiber dem bereits vorgestellten NEWTON-RAPHSON-Verfahren stellt
der Verzicht auf jegliche Ableitungen dar. Die nachfolgende Beschreibung ist eng an [GK99]

angelehnt.

Grundlage des Algorithmus ist das sogenannte Simplex. Hierbei handelt es sich um eine
n-dimensionale konvexe Hiille, welche von n+ 1 Tupeln im R” aufgespannt wird. Diese Tupel
sollen nachfolgend als xp,...,x,11 bezeichnet werden. Durch die Funktion wird jedem dieser
Punkte ein Wert y; = f(x;) zugewiesen. Es soll nun ein x; so gefunden werden, dass f(x;)
minimiert wird. Dazu soll das Simplex nach und nach durch die Wahl neuer Punkte mit stetig
geringeren Funktionswerten y; verkleinert werden. Eine anschauliche Darstellung fiir einen

Funktionsraum der Dimension n = 2 liefert Abbildung 5.16.

Zum Finden des Funktionsminimums wird der in Abbildung 5.17 gezeigte Ablaufplan an-
gewandt. Beginnend von den in Abbildung 5.16 blau markierten Startpunkten soll nun das
Minimum der als ellipsenformige Topologie angedeuteten Zielfunktion gefunden werden. Die
jeweiligen Funktionswerte y sind auf den Ellipsenrdndern vermerkt. In einem ersten Schritt wird
das schlechteste Tupel xs, das heifit, das Tupel mit dem groten Wert yg, das zweitschlechteste
Tupel x, sowie das beste Tupel x, bestimmt!!%. AnschlieBend wird der rot markierte Mittelwert

X aus allen Tupeln auBer x; berechnet. Nun wird eine Reflexion von x; iiber X durchgefiihrt, ihr

IDabei muss es sich nicht notwendigerweise um das globale Minimum handeln. Um dieses zuverlissig zu finden,
muss f eine giinstige Topologie aufweisen.
[101Bej einem eindimensionalen Problem sind x, und xy, grundsitzlich identisch.
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1.

X1

Abbildung 5.16: Prinzip des Downhill-Simplex-Verfahrens

Ergebnis ist das Tupel x;. AnschlieBend wird gepriift, ob der Funktionswert des Reflexionstupels
yr kleiner als ys oder sogar yy, ist. In ersterem Fall wird xs durch x; ersetzt; der Algorithmus

beginnt eine neue Iteration.

Sollte y; < yp gelten, so wird zusitzlich eine Expansion versucht, welche das Wertetupel x. zur
Folge hat. Falls y. < yy gilt, so wird x durch x, ersetzt, andernfalls wird die Reflexion akzeptiert.
Falls jedoch y, >y, gilt, so ist davon auszugehen, dass durch die Reflexion keine Verbesserung
des Simplex erzielt werden kann. In diesem Fall wird entweder eine innere oder eine dullere
Kontraktion (x.; oder x,) durchgefiihrt. Die Fallunterscheidung wird dabei mittels Vergleich
von y; und yg durchgefiihrt. Gilt y, > yg, so wird die innere Kontraktion durchgefiihrt, andernfalls
die duBere. Sollte dann y. ; , kleiner als ys sein, so wird die Kontraktion akzeptiert und x; durch
das jeweilige Kontraktionstupel x. ; /, ersetzt. Andernfalls wird das Simplex mittels Kompression
(Tupel xx) um den bisherigen Bestpunkt zusammengezogen. Im gezeigten zweidimensionalen

Fall entspricht einer der beiden Kompressionspunkte dabei dem Mittelwert X.
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Abbildung 5.17: Flussdiagramm des Downhill-Simplex-Verfahrens
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Wurde mit Reflexion, Expansion, Kontraktion oder Kompression ein neues Simplex gebildet, so
werden die beschriebenen Schritte erneut durchgefiihrt. Als Abbruchbedingung kann beispiels-
weise das Unterschreiten eines Grenzwertes € durch die Differenz ys — y, genutzt werden. Das
Konvergenzverhalten des Downhill-Simplex-Algorithmus ist von den Startwerten, der Funkti-
onstopologie sowie den Parametern &, 8 und y abhingig. In [Kos02] wird gezeigt, dass die von
J. NELDER und R. MEAD vorgeschlagenen Werte o = 1, B = 0,5 und y = 2 fiir die meisten
Probleme hinreichend gute Ergebnisse liefern, sodass diese Werte im Rahmen der vorliegenden
Arbeit als Ausgangspunkt genutzt werden. Sollte sich keine Konvergenz einstellen, so werden

die genannten Parameter in einem sinnvollen Wertebereich zuféllig neu gewihlt.

Zielfunktion

Anders als das NEWTON-RAPHSON-Verfahren, welches die gleichzeitige Nullstellenfindung bei
mehreren Gleichungen ermoglicht, kann mittels des Downhill-Simplex-Algorithmus lediglich
das Minimum einer Funktion ermittelt werden. Zur Beschreibung des stationédren Betriebsverhal-
tens bei Vorgabe des Lastdrehmoments miissen jedoch die Nullstellen vier verschiedener Glei-
chungen bestimmt werden, welche sich aus der Spannungsgleichung (3.26) (aufgeteilt in Real-

und Imaginirteil), der Drehmomentgleichung (3.34) sowie der thermischen Gleichung (4.3) er-

geben.
f=R ((Uld +iU1g) -e_j(%_ﬁp)) U =R(Uy) - U,y (5.40)
f3=3 ((Ua+ithg) -e TGP} =3 (1) (5.40b)
Sm=M, — M — M, = Mw — M, (5.40c¢)
fin=0w — Pocu1 - RinN— (Pr.cu + Perez) (Rnza+ Rnyi)
— (Pycu1 +Porez+ Prrey): (Ringa—+ R+ RinG +Rncu) (5.40d)

Zur Nutzung des Downhill-Simplex-Verfahrens miissen diese vier Fehlerfunktionen in einer
Zielfunktion zusammengefasst werden, welche dann minimiert ist, wenn alle Fehler gleich null

sind. Eine mogliche Formulierung einer solchen Zielfunktion liefert der Ausdruck (5.41).

fapB = ki - | f&|" +ko - | f5]" + k3 - | fm]™ A kg - | fin]™ (5.41)

Uber die Wichtungsfaktoren k, /...j4 sowie Exponenten n, /4 kann die Topologie der Zielfunk-
tion beeinflusst werden. Diese sollte so beschaffen sein, dass bis auf die gesuchte Nullstelle
keine lokalen Minima auftreten, da ansonsten die Gefahr besteht, dass der Algorithmus auf die-
se konvergiert. Fiir das vorliegende Problem hat sich gezeigt, dass eine anfingliche Wahl der

Wichtungsfaktoren zu 1 zweckdienlich ist. Ist mit diesen Werten keine Konvergenz zu erreichen,
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5 Analytische Simulation des stationdren Betriebsverhaltens

so werden die Wichtungsfaktoren analog zu den Parametern a, 3 und y zufillig neu bestimmt.
Die Exponenten werden zunéchst auf den Wert 4 gesetzt; sobald die Zielfunktion einen gewissen

Wert unterschreitet, werden sie um die Héilfte reduziert.

Optimierungsparameter

Als Optimierungsparameter werden die n Bestandteile eines Tupels bezeichnet, welche zur Er-
mittlung des Funktionsminimums nach den Regeln des Downhill-Simplex-Algorithmus variiert
werden. Ein beliebiger Betriebszustand des PMLS-Motors bei Spannungseinprigung kann bei
Kenntnis der Randbedingungen (Auentemperatur, Netzspannung, Netzfrequenz, ...) durch vier
Variablen eindeutig beschrieben werden: d- und g-Komponenten des Statorstroms /; 4,4, Polrad-
winkel B, sowie Wicklungsiibertemperatur v,. Dementsprechend liegt ein vierdimensionales
Optimierungsproblem vor, welches zur Losung fiinf Tupel benétigt. Die Starttupelwerte konnen
prinzipiell beliebig gewihlt werden, wobei hierbei darauf zu achten ist, dass die Tupel keinen

Raum aufspannen, dessen Dimension kleiner als die des Optimierungsproblems ist!!H.

Soll einer der Parameter hingegen bewusst konstant gehalten werden (beispielsweise 3, bei Be-
rechnung der M(f3,)-Kennlinie), so muss dieser in allen Tupel einen identischen Wert besitzen.
Damit verringert sich die Dimension des Optimierungsproblems, die Tupelanzahl kann entspre-
chend reduziert werden. Gegebenenfalls miissen aulerdem bestimmte Wichtungsfaktoren zu null

gesetzt werden. Bei vorgegebener konstanter Ubertemperatur 9, gilt beispielsweise wg = 0.

5.3.2 Berechnung stationirer Betriebspunkte
Leistungsvariation

Soll das Betriebsverhalten des PMLS-Motors im stationdren synchronen Betrieb bei einer vor-
gegebenen mechanischen Leistung bestimmt werden, so ist das entsprechende Lastdrehmoment
My, vorzugeben. Dariiber hinaus ist bei Beriicksichtigung des thermischen Modells die Angabe
der Umgebungstemperatur Ty erforderlich. Ist nun noch der Effektivwert U &, und die Frequenz
f1 des speisenden Spannungssystems gegeben, so konnen die vier Fehlerfunktionen fg, fs,
Jfm sowie fi, aufgestellt werden. Nach Abschluss des Optimierungsvorgangs konnen mit Hilfe
der gefundenen Optimierungsparameter weitere interessierende Grofen wie beispielsweise der
Wirkungsgrad oder der Leistungsfaktor mittels der in Kapitel 3 formulierten Zusammenhénge

berechnet werden.

[(MDies wire beispielsweise der Fall, wenn einer der Parameter in allen Tupeln den gleichen Wert besitzt.
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5.3 Arbeitspunktberechnung

Es sei darauf hingewiesen, dass im Allgemeinen mehrere Punkte auf der M(f3,)-Kennlinie des
PMLS-Motors existieren, bei denen die gewiinschte mechanische Leistung erbracht werden
kann. Wie in [Vol60] gezeigt wird, sind beispielsweise bei Auftreten einer Reaktionsschleife vier
verschiedene Leerlaufpunkte moglich. In welchen Punkt der Downhill-Simplex-Algorithmus

konvergiert, kann durch eine entsprechende Wahl der Starttupel beeinflusst werden.

Variation des Polradwinkels

Zur simulativen Berechnung der M(f,)-Kurve wird der Polradwinkel f3, vorgegeben. Da je-
dem Polradwinkel eindeutig ein entsprechendes Drehmoment zugeordnet ist, ist die mechanische
Leistung der Maschine damit implizit festgelegt. Aus diesem Grund entfillt die Fehlerfunktion

/M, der ihr zugeordnete Wichtungsfaktor w3 wird daher zu null gesetzt.

Optimierung der Berechnungszeit

Jede Funktionswertberechnung f(x) eines Tupels x erfordert eine vollstindige Magnetkreis-
berechnung mit den Tupelparametern /; 4/q und 8. Wurde die Position des Arbeitspunktes
im vierdimensionalen Raum grob identifiziert, was sich in einem kleinen Absolutwert der
Fehlerfunktion fiir alle Simplextupel bemerkbar macht, so werden sich die Tupelparameter nur
noch geringfiigig indern. Dementsprechend ist auch der Magnetisierungszustand der Maschine,
welcher sich als Losung der Magnetkreisberechnung ergibt, nur noch geringen Schwankungen
unterworfen. Dieser Umstand kann zur zeitlichen Beschleunigung der Magnetkreis- und damit

auch der Arbeitspunktberechnung genutzt werden.

Das Konvergenzverhalten des NEWTON-RAPHSON-Verfahrens, insbesondere die Anzahl an
notwendigen Iterationsschritten, wird entscheidend durch die Wahl der Anfangswerte [, der
Elektroblech-Widerstinde beeinflusst. Werden Startwerte gewihlt, die bereits nahe an der sich
einstellenden Losung liegen, so werden nur wenige — teilweise nur ein einziger oder gar keiner,
falls die Startwerte bereits der Abbruchbedingung geniigen — Iterationsschritte bendtigt, um
Gleichung (5.22) hinreichend genau zu erfiillen. Aus diesem Grund werden die Startwerte
der Elektroblech-Permeabilititen bei jeder neuen Tupelberechnung zu jenen Permeabilititen
gewdhlt, die sich im bisherigen Bestpunkt als Losung der Magnetkreisberechnung ergaben.
Hierdurch ergibt sich eine deutliche Verringerung der Anzahl an benétigten Iterationsschritten

und damit an Berechnungszeit.
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5 Analytische Simulation des stationdren Betriebsverhaltens
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Abbildung 5.18: Verbesserung des Iterationsverhaltens der Magnetkreisberechnung (MKB) durch
Ubernahme der vorherigen Ergebnisse als neue Startwerte

Abbildung 5.18 zeigt beispielhaft anhand der Berechnung des Reflexionspunkts bei vorgegebe-
nem Lastdrehmoment auf, dass die Anzahl an notwendigen Iterationsschritten nach ,,Einschwin-
gen* des Downhill-Simplex-Algorithmus durch die Ubernahme der Permeabilititen des bishe-
rigen Bestpunkts (,,Anpassung der Startwerte™) im Vergleich zur Nutzung konstanter Startwerte
um den Faktor 2,5 bis 3 verringert werden kann. In Summe werden bei konstanten Startwerten
wihrend der 108 Iterationsschritte des Downhill-Simplex-Algorithmus alleine fiir die Reflexi-
onspunktberechnung 1533 Magnetkreisiterationen bendotigt, wihrend bei Anpassung der Start-

werte dieser Wert auf 809 Iterationen reduziert werden kann.
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6 Analytische Simulation des transienten

Betriebsverhaltens

Ein wesentliches Merkmal von PMLS-Motoren ist ihr Kurzschlusskifig, welcher sie in die Lage
versetzt, am starren Netz (Spannung und Frequenz konstant) aus dem Stillstand asynchron zu
beschleunigen und in den synchronen Betrieb iiberzugehen. Dieser Ubergang zwischen asyn-
chronem und synchronem Betrieb wird als Intrittfall bezeichnet. Kann die Maschine aufgrund
zu hoher Last nicht in Tritt fallen, so verharrt sie in einem periodischen Grenzzyklus, in dem
hohe Drehzahl-, Drehmoment- und Stromschwankungen auftreten (Abbildung 6.1).

2000 T T T T T T T T T
7 — — —
g 1000 .
~
N Erfolgreicher Intrittfall Fehlgeschlagener Intrittfall
0 ! ! ! ! ! ! ! ! !
200 T T T T T T T T T

< /\ A AR

-100 ! ! ! ! ! ! ! ! !
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1

t/s

Abbildung 6.1: Von oben nach unten: Drehzahl-, Drehmoment- und Strangstromverlédufe eines er-
folgreichen und eines fehlgeschlagenen Intrittfallvorgangs im Vergleich!!l

Die gezeigten Verliufe wurden mit dem AM des #-Designs mit Cu-Kifig und folgenden Parametern erstellt:
ky=1,8; kM,syn =19 kM,nosyn =2,0; U} verk =400V; f1 =50Hz.
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6 Analytische Simulation des transienten Betriebsverhaltens

Um die Eignung des zu entwickelnden PMLS-Motors fiir die in Kapitel 2.1 diskutierten An-
wendungen zu iiberpriifen, wird daher in der Auslegungsphase ein Modell benétigt, welches
den Hochlaufvorgang untersuchen kann. Aufgrund der Vielzahl an denkbaren Hochlaufszena-
rien steht nicht die exakte Abbildung der zeitlichen BetriebsgroBenverldufe, sondern vielmehr

eine robuste und schnelle Abschitzung des Intrittfallverhaltens im Fokus.

6.1 Pramissen der Modellierung

Eine exakte Losung der in Abschnitt 3.3.1 vorgestellten Spannungsdifferentialgleichungen muss
die wechselseitigen Abhingigkeiten zwischen Induktivititen und Stromen beriicksichtigen. Die

naheliegende Nutzung des analytischen Magnetkreismodells birgt jedoch zwei Nachteile:

1. Anders als im stationédren synchronen Fall beeinflussen im transienten Betrieb nicht nur
die Statorstrome und die Magnete, sondern auch die Rotorstrome die Sittigung, sodass die
Tupelanzahl (und damit die Anzahl an notwendigen Magnetkreisrechnungen) groBBer wird.

Somit steigt auch der Rechenzeitbedarf.

2. Im Vergleich zur alternativ nutzbaren FEM (siehe Kapitel 7) ist das stationédre analytische
Modell bezogen auf die Rechenzeit nur aufgrund des fehlenden Einschwingvorgangs im
Vorteil. Im transienten Fall miisste hingegen eine Arbeitspunktberechnung pro Zeitschritt
durchgefiihrt werden. Die fiir eine Arbeitspunktberechnung benétigte Zeit liegt wesentlich
iber der eines FEM-Zeitschritts.

Aus diesen Griinden werden PM-Flussverkettung und Induktivititen im Rahmen der transienten
analytischen Modellierung als konstant, das heifit als unabhéngig vom Sittigungszustand der
Maschine und damit von den Stromen betrachtet. Ausgangspunkt stellen dabei die sich im
Bemessungsbetriebspunkt (Py, = 4kW) einstellenden Werte dar, welche gegebenenfalls den

Simulationsrahmenbedingungen angepasst werden.

Des Weiteren wird von einer ausreichend starren Systemanordnung ausgegangen, sodass die in
Abschnitt 3.3.2 beschriebene Vereinfachung der mechanischen Differentialgleichungen genutzt
werden kann. SchlieBlich wird die Wicklungsiibertemperatur des Motors wihrend des Hoch-
laufvorgangs als konstant angenommen. Diese Vereinfachung kann mit den im Vergleich zur

Hochlaufzeit groBen thermischen Zeitkonstanten gerechtfertigt werden.
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6.2 Losungsvertahren fiir Anfangswertprobleme

6.2 Losungsverfahren fiir Anfangswertprobleme

Unter Beriicksichtigung der getroffenen Vereinfachungen konnen die Spannungs- und Be-
wegungsdifferentialgleichungen als ein lineares Differentialgleichungssystem erster Ordnung
aufgefasst werden. Die Simulation eines Hochlaufvorgangs stellt grundsitzlich ein Anfangs-
wertproblem dar, bei dem Drehzahl und Strome zu Beginn den Wert null besitzen. Fiir diese
Klasse von Problemen stellt das RUNGE-KUTTA-Verfahren einen géingigen LOsungsansatz
dar [Pre+07]. In seiner vierstufigen Variante basiert es auf dem in Abbildung 6.2 gezeigten
Verlaufsdiagramm. Die Genauigkeit und der Rechenzeitbedarf des Verfahrens wird durch die
Wabhl der Zeitschrittweite Ar beeinflusst.

Start

Y

Vorgabe Anfangswerte X,,—, th—0 = 0s fiir
DGL-System erster Ordnung X = f(%,1)

Y

=Ar- (X, 1)

= At f(Ry+ 12 Kp ty+1/2-h)
=Ar-f(X,+1/2- k27tn+1/2 h)
=At- f(x,,+k3,t,,+h)

A

Y

Xot1 =X+ 16 (751 12T 42 -753 —|—7€4) Berechnung des niichsten Zeitschritts:
tar1 =to+At-(n+1) n=n+l
A

Abbruchbedingung
priifen:
Iyl > te?

Nein

Abbildung 6.2: Anwendung des RUNGE-KUTTA-Verfahrens zur Losung zeitabhingiger Differential-
gleichungssysteme erster Ordnung
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6 Analytische Simulation des transienten Betriebsverhaltens

Voraussetzung fiir die Nutzung des Verfahrens ist eine Formulierung des zu 16senden Differen-
tialgleichungssystem in der Form ¥ = f(¥,¢). Hierzu werden die in Abschnitt 3.3 formulierten

Gleichungen wie folgt umgestellt.

diyg 4-Log < Ri-irgtp-@w-Lic-i
= | Uld R lidT P “Lig-U
dt  4-Lig-Log—mi-Np-Mpy, 4
N- N M
—|—p~a)w~—2-M12q'i2q+—2-R2- 12d (6.1a)
2 2 Lrg
Jing 4- Lo (
= |\ uiq—R1-iiq—p-Ow-Lig-i1d
Ot 4-Lig-Log—mi-Np-Mpy \"* !
N2 . N2 Mg .
—p-Ow = Mg g+ —= Ry — iog— p- Ow - Ppm (6.1b)
2 2 " I,
di 2my-M 2 Lu .
A _ 5 1 N wrg—Ri i+ — Ry - % g
ot mi-Ny 'M12d —4-Lig-Log mj Miaq
. N, .
+p'0)W‘L1q-l1q+p'Cl)w'7'M12q'l2q) (6.1¢)
dir 2-my-Mp . 2 Lig .
t my-No 'M12q —4-L1q-L2q m 12q
. N, .
_p'wW'le‘lld_P'wW'7'M12d'12d_p'wW'\PPM> (6.1d)
0 My — M,
W =W L ©.1¢)
1w
— = 6.1
5 oW (6.11)

Die linke Seite des Gleichungssystems entspricht dabei X. Unter Nutzung der Anfangsbedin-
gungen konnen so die zeitlichen Verldufe von Strom, Drehzahl, Rotorlagewinkel sowie dar-
aus abgeleiteter Grolen wie My und M, bestimmt werden. Die Momentanwerte der Span-
nung in d- und g-Achse u; 4/q konnen ermittelt werden, indem das geméll Gleichung (3.2) de-
finierte Spannungssystem unter Nutzung von Beziehung (3.3) der in Gleichung (3.5a) definier-
ten PARK-Transformation unterzogen wird. Analog dazu werden die Stromwerte iy 5y, durch

Riicktransformation mit Gleichung (3.5b) ermittelt.
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6.3 Lastcharakteristik

6.3 Lastcharakteristik

Eine wesentliche Einflussgrofe auf das transiente Betriebsverhalten ist die Abhédngigkeit des
Lastdrehmoments M;, von der Drehzahl n. In der Praxis sind drei verschiedene Varianten rele-
vant, die in Abbildung 6.3 dargestellt sind. Die Kennlinien sind derart angepasst, dass bei der

Synchrondrehzahl ngy, = /i /p stets das Lastdrehmoment My, syn auftritt.

My A

ML,syn

n
Abbildung 6.3: Qualitative Darstellung der Drehmoment-Drehzahl-Verldufe verschiedener Lastarten

Konstante Last Bei der rot eingezeichneten Konstantlast ist das Lastdrehmoment tiber die
Drehzahl konstant. Dieses Verhalten tritt beispielsweise bei Kranlasten

auf, bei denen das Lastdrehmoment eine Funktion der Gewichtskraft ist.

My, = ML,syn (6.2)

Lineare Last Die schwarze Lastkennlinie ist bei generatorisch arbeitenden Gleich-
strommaschinen (GSM) zu beobachten, welche eine OHM sche Last ver-

sorgen.
n
My = 'ML,syn (63)

Ngyn
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6 Analytische Simulation des transienten Betriebsverhaltens

Quadratische Last  Fiir Kreiselpumpen oder Liifter ist eine mit der Drehzahl quadratisch an-
steigende Lastkennlinie typisch. Sie ist in der Abbildung blau markiert.

2
n
My = ( ) 'ML,syn (64)

Ngyn

Es sei darauf hingewiesen, dass bei der Funktionsmusteruntersuchung im Labor lediglich die

lineare Lastkennlinie nachgebildet werden kann.

6.4 Intrittfallgrenze

Eine vorteilhafte Darstellung des Intrittfallverhaltens liefert die sogenannte Intrittfall-
grenze. Hierbei wird fiir eine bestimmte Kombination an Betriebsbedingungen (Wick-
lungsiibertemperatur, Lastcharakteristik sowie Versorgungsspannung und -frequenz) das groBte
synchrone Lastdrehmoment, bei dem der PMLS-Motor gerade noch in Tritt fillt, {iber das
Tragheitsmoment des Antriebsstrangs aufgetragen. Dabei ergibt sich typischerweise der in Ab-
bildung 6.4 skizzierte hyperbolische Verlauf. Fiir kleine Trigheitsmomente wird das maximal
mogliche Lastdrehmoment durch das synchrone Kippdrehmoment des Motors begrenzt, wes-

halb die Intrittfallgrenze in diesem Bereich einen konstanten Verlauf besitzt.

ML,syn

O X

Ne = Ngyn
he 7# Nsyn

\ A

Of %

[
>

Jges

Abbildung 6.4: Prinzipdarstellung der Intrittfallgrenze mit exemplarischen Drehzahlverldufen
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6.4 Intrittfallgrenze

Der Nutzen dieser Darstellung liegt darin, dass fiir eine interessierende Last sofort abgelesen
werden kann, ob mit einem Intrittfall zu rechnen ist oder nicht. Dariiber hinaus ermoglicht sie
einen quantitativen Vergleich des Intrittfallverhaltens verschiedener Motoren. Speziell aus letz-
terem Grund bietet sich eine normierte Darstellung an, bei der das Trigheitsmoment Jges durch
den dimensionslosen Faktor ky und das synchrone Lastdrehmoment My sy, durch ky; ausgedriickt
wird. Zur Trigheitsmomentnormierung wird das Rotortragheitsmoment Jyw herangezogen, zur

Drehmomentnormierung das Bemessungsdrehmoment Myy ;.

. Jges_JW - J_L

ky = = 6.5

J T T (6.5a)
My, syn

oy = =22 (6.5b)

M MW,r

6.4.1 EinflussgroBien

Ob ein Intrittfall stattfindet, ist von einer Vielzahl an Parametern abhingig. Neben kj und ky
sind beispielhaft die in Abschnitt 6.3 diskutierte Drehzahlabhingigkeit des Lastdrehmoments,
der Statorwicklungsaufbau oder die Wicklungsiibertemperatur zu nennen. Die Beriicksichtigung

der beiden letztgenannten Parameter im analytischen Modell wird nachfolgend erléutert.

Einfluss des Statorwicklungsaufbaus

Bei vorgegebener Luftspalt-Flussdichte dient die Strangwindungszahl wy als Designparameter
der induzierten Spannung. Durch Variation dieses Wertes werden die Gleichungen (6.1) in fol-

gender Weise beeinflusst:

1. Fiir den Widerstand der Stinderwicklung lédsst sich gemédll Abschnitt 3.4.1 ein quadrati-

scher Zusammenhang feststellen: Ry ~ w%.

2. Wie aus Abschnitt 3.4.3 hervorgeht, gilt analog zum Stdnderwiderstand auch fiir die

Standerstreuinduktivitit: Ljg ~ W%.

3. Die Induktivititen M und L sowie die PM-Flussverkettung Wpyr sind nach Abschnitt
10.1.1 linear von Strangwindungszahl und Luftspalt-Flussdichte abhidngig. Die Luftspalt-
Flussdichte wird selbst wiederum nichtlinear von der Felderregerkurve beeinflusst, deren

Amplitude gemaB Gleichung (5.14) linear mit w steigt.

Aufgrund der Nichtlinearitit des magnetischen Kreises miissen die unter Punkt 3 aufgefiihrten
Koeffizienten durch eine entsprechende Magnetkreisrechnung bestimmt werden. Gemil3 den
Modellbildungspriamissen nach Abschnitt 6.1 werden daher die Bemessungswerte von Indukti-
vitdten und PM-Flussverkettung fiir verschiedene wj mit Hilfe des stationdren Modells bestimmt

und in Form einer Tabelle im transienten Modell hinterlegt.
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6 Analytische Simulation des transienten Betriebsverhaltens

Einfluss der Wicklungsiibertemperatur

Die Temperaturabhidngigkeit der OHM’schen Widerstinde wurde bereits in Abschnitt 3.4.1
diskutiert. Wie in Kapitel 4 erwihnt, wird dabei davon ausgegangen, dass die Stator-
wicklungsiibertemperatur ¥, in etwa der der Kifigwicklung entspricht. Der Verringerung
der PM-Remanenz durch die Magnetiibertemperatur (welche nach Kapitel 4 ebenfalls der
Wicklungsiibertemperatur ¥, gleichgesetzt ist) wird durch eine lineare Skalierung der PM-
Flussverkettung Rechnung getragen!?l. Als Bezugswert dient die Ubertemperatur im Bemes-

sungspunkt Oy ;.
1 - aBr * 19W

Yom(dw) =¥ —
pMm(Vw) = Ppm [~ o, Ous

(6.6)

6.4.2 Bestimmung der Intrittfallgrenze

Die Ermittlung der Intrittfallgrenze kann prinzipiell als Optimierungsproblem aufgefasst werden:
Finde fiir ein vorgegebenes kj unter Beriicksichtigung der EinflussgroBen das groBtmogliche
synchrone Lastdrehmoment ky;, bei dem die Maschine gerade noch in Tritt fallt’®). Durch
Ermittlung dieser Punkte fiir verschiedene Werte von ky kann so die Intrittfallgrenze identifiziert
werden. Fiir die mathematische Behandlung soll folgende Konvention genutzt werden: Findet

fiir einen Faktor ky ein Intrittfall statt, so wird dieser mit kysyn bezeichnet, andernfalls mit

kM,nosyn~

Zur Losung des formulierten Optimierungsproblems wird die Zielfunktion y(kj, ky) eingefiihrt:
Findet ein Intrittfall erfolgreich statt, so besitzt dieser Punkt den Zielfunktionswert ,,1*“, andern-
falls ,,—1%. Zur Beurteilung des Erfolgs eines Intrittfallvorgangs wird die Drehzahl des Antriebs-
strangs zum letzten simulierten Zeitpunkt 7. herangezogen. Ist diese gleich der Synchrondreh-

zahl, so wurde der Synchronisationsvorgang erfolgreich abgeschlossen.

1, falls n. = n,
y(ky, ) = o (6.7)
-1, sonst

Gesucht ist nun die Nullstelle der in (6.7) formulierten Zielfunktion. Ein besonders robuster
Algorithmus hierfiir ist das Bisektionsverfahren gemidl Abbildung 6.5. Eine detaillierte Be-
schreibung des Verfahrens ist in Anhang A.2.6 zu finden.

[2IDie Unterstellung eines linearen Zusammenhangs ist streng genommen nur dann giiltig, wenn die
Sattigungsverhiltnisse in der Maschine trotz der variierenden Magnetremanenz als konstant angesehen wer-
den konnen. Im Falle von Ferritmagneten, welche aufgrund ihrer geringen Remanenz einen deutlich kleineren
Einfluss als das Statorstromsystem besitzen, ist ebendiese Annahme zuléssig.

[3IEine alternative Formulierung, bei der fiir ein gegebenes ky; das groBtmogliche ky gesucht wird, ist natiirlich
ebenfalls denkbar.
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6.4 Intrittfallgrenze

Start

Y
Laufvariable { = 1 initialisieren |

Y
Setze Joes,i = (ky,i + 1) - Jw, setze die Intervallgrenzen ky gyn

A

sowie km nosyn Zuriick und berechne ky; = %(kM,nosyn — kM.syn)

Y

:I Setze My syn = km - M; und berechne Hochlaufvorgang |
Ja Nein
Y Y
| kM,syn = km | | kM,nosyn = km |
Y Y
| kM = kM + %(kM,nosyn - kM,syn) | | kM = kM - %(kM,nosyn - kM,syn) |
Nein

Gilt (kM,nosyn — kM,syn) <e&?

Nein

Abbildung 6.5: Automatisierte Bestimmung der Intrittfallgrenze

Bevor der Algorithmus starten kann, miissen die beiden Intervallgrenzen ky syn und knj nosyn der-
art vorgegeben werden, dass sich die Nullstelle von y fiir alle interessierenden Tragheitsmomente

zwischen ihnen befindet. Des Weiteren ist die Vorgabe der Simulationsrandbedingungen bezie-

hungsweise EinflussgroBen sowie des bezogenen Trigheitsmomenttupels ky; = JLW‘ vonnéten.

Zu Beginn des Flussdiagramms wird zunichst die Laufvariable i initialisiert. Anschlieend
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6 Analytische Simulation des transienten Betriebsverhaltens

wird das entsprechende bezogene Trigheitsmoment kj; aus dem Tupel gewihlt und zum
absoluten Antriebsstrangtragheitsmoment Jges ; umgerechnet. Weiterhin wird kyp als Mittelwert

der Intervallgrenzen berechnet.

Im néchsten Schritt wird eine Hochlaufsimulation mit dem RUNGE-KUTTA-Verfahren durch-
gefiihrt, wobei das synchrone Lastdrehmoment zu My_ sy, = km - Mw » gesetzt wird. AnschlieBend
wird die Zielfunktion y berechnet. Falls ein Intrittfall stattgefunden hat, wird kn syn Zu kv gesetzt
und ein neuer Mittelwert ky berechnet. Andernfalls gilt kn nosyn = km. Auf diese Weise wird ite-
rativ das Intervall zwischen kpn syn und knnosyn immer weiter verkleinert. Wird ein Grenzwert
€ unterschritten, so wird die Berechnung des maximalen Intrittfalldrehmoments fiir das aktuelle
Jges,i abgeschlossen und i um eins erhoht. Sobald dieses Prozedere fiir den letzten Tupelwert &y ;,

durchgefiihrt wurde, ist die Berechnung der Intrittfallgrenze abgeschlossen.
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7 Numerische Simulation mittels FEM

Als Alternative zur analytischen Modellierung bietet sich die Simulation mit der Finiten-
Elemente-Methode (FEM) an. Sie ermdglicht eine vergleichsweise schnelle Modellerstellung
fiir hochst unterschiedliche Geometrien und wurde daher fiir die in Kapitel 2.6 diskutierte Vor-
auswahl genutzt. Dariiber hinaus erméglicht die FEM im Gegensatz zu analytischen Methoden
eine hochauflésende Bestimmung der elektromagnetischen Felder innerhalb des Motors, wes-
halb sie auch bei der spéteren Detailauslegung der Funktionsmuster in Kapitel 8 eingesetzt wird.

Nachteilig gegeniiber der analytischen Methode ist der hohe Rechenzeitbedarf.

7.1 Grundlagen der FEM

Die FEM basiert auf der Diskretisierung des Berechnungsgebietes in endlich viele Teilkorper —
die namensgebenden ,.finiten Elemente” — und der Losung der der Problemstellung zugrunde lie-
genden Differentialgleichungen mittels sogenannter Ansatzfunktionen. Wird fiir jedes Element
eine endliche Anzahl an Parametern definiert, die selbiges im Rahmen der Problemstellung be-
schreiben, so kann das gesamte Berechnungsgebiet ebenfalls durch eine endliche Anzahl von
Parametern beschrieben werden. Im Falle der im Rahmen dieser Arbeit betrachteten elektroma-
gnetischen Problemstellung handelt es sich bei diesen Parametern um die Potentiale des elektri-
schen sowie des magnetischen Feldes. Beide Feldarten werden allgemein durch die nachfolgend

behandelten MAXWELL-Gleichungen beschrieben und miteinander verkniipft.

7.1.1 MAXWELL-Gleichungen

Der gesamte Elektromagnetismus kann in der klassischen Physik durch die vier MAXWELL-
Gleichungen beschrieben werden. Je nach Problemstellung existieren unterschiedliche Dar-

stellungen; fiir die FEM ist die makroskopische, differentielle Formulierung nach [Donl5]

zweckmibig. . ob
VxH=J+—-— 7.1
X + 5 (7.1a)
= = ag
VXE = — — 7.1b
X T (7.1b)
V.B = (7.1¢)
V-D =p (7.1d)
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7 Numerische Simulation mittels FEM

Gleichung (7.1a) représentiert das erweiterte Durchflutungsgesetz: Elektrische Strome, die
aus einer Stromdichte J oder einer zeitlichen Anderung der elektrischen Flussdichte D re-
sultieren, fiihren zur Ausbildung eines magnetischen Wirbelfeldes der Feldstirke H. Das in
Gleichung (7.1b) dargestellte Induktionsgesetz besagt, dass eine zeitliche Anderung der ma-
gnetischen Flussdichte B ein elektrisches Wirbelfeld der Feldstirke E nach sich zieht. Gemif
Gleichung (7.1c¢) ist das Feld der magnetischen Flussdichte quellenfrei. Das GAUSS’sche Gesetz
(7.1d) schlieBlich besagt, dass die Quelle oder Senke eines elektrischen Feldes die Ladungsdichte
p ist.

7.1.2 Materialgleichungen

Die Abhingigkeiten zwischen der Feldstirke und der Flussdichte eines elektrischen beziehungs-
weise magnetischen Feldes (E zu D beziehungsweise H zu B) werden durch die Permittivitit €

beziehungsweise Permeabilitit pu hergestellt.

1

'E

=¢-E =¢-& E +
H +

ol
I
I

(7.2a)
(7.2b)

ou]]
I
1
~

Mo - H = o

Analog zu Gleichung (5.9) kann auch die Permittivitiit in das Produkt aus der elektrischen Feld-
konstanten & und der materialspezifischen Permittivitit & zerlegt werden. Dariiber hinaus ist

eine Darstellung mit der elektrischen Polarisation P moglich.

7.1.3 Potentialformulierungen

Sowohl das elektrische als auch das magnetische Feld konnen mit Hilfe von Skalar- und Vektor-

potentialen formuliert werden (Tabelle 7.1).

Tabelle 7.1: Potentialformulierungen des elektrischen und magnetischen Feldes

elektrisch magnetisch
skalar [0) Q
vektoriell T A

Bei diesen Potentialen handelt es sich um Hilfsgro3en ohne physikalische Bedeutung. Thre Defi-
nition gemil des Gleichungssatzes (7.3) ermoglicht es jedoch, die physikalischen Vektorgrof3en

des elektrischen sowie des magnetischen Feldes aus ihnen abzuleiten.
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7.1 Grundlagen der FEM

H=T-VQ (7.3a)
B=VxA (7.3b)
E=-22_¥V 73
5 ) (7.3¢)
J =VxT (7.3d)

Zur eindeutigen Festlegung der elektromagnetischen Felder ist ein elektrisches sowie ein ma-
gnetisches Potential notwendig, von denen mindestens eines vektoriell sein muss. Somit stehen
insgesamt drei verschiedene Potentialkombinationen fiir die FEM zur Verfiigung: Die X-(p-, die
T-Q- sowie die Z-T‘-Formulierung. Durch die Wahl eines Potentials wird je eine MAXWELL-
Gleichung implizit gelost, sodass die FEM-Software abhingig von der gewihlten Formulierung
die zwei tibrigen Gleichungen numerisch 16sen muss. Der Zusammenhang zwischen gewéhltem

Potential und geldster partieller Differentialgleichung kann Tabelle 7.2 entnommen werden.

Tabelle 7.2: Zusammenhang zwischen gewihlter Potentialformulierung und der dadurch implizit
gelosten MAXWELL-Gleichung

Potentialformulierung | Implizit erfiillte MAXWELL-Gleichung | Formel der Gleichung
Q Erweitertes Durchflutungsgesetz VxH=J+ aa]?

(0} Induktionsgesetz VXE= —%—?

A GAUSS’sches Gesetz fiir Magnetfelder V-B=0

T GAUSS’sches Gesetz V.-D= P

An den Eckpunkten der Elemente (,,Knoten) werden die beiden nicht implizit erfiillten Glei-
chungen iiber ihr Variationsproblem gelost. Dabei wird das zur Differentialgleichung gehdrende
Energiefunktional bestimmt und die Minimierungsfunktion gesucht. Zur numerischen Losung
des Variationsproblems kommt das Verfahren von RITZ zum Einsatz, welches ein einfacher
zu behandelndes Néherungsfunktional anstatt des tatsdchlichen Energiefunktionals formuliert.
Dieses wird nach den Knotenpotentialen eines Elementes abgeleitet, woraus die Bestim-
mungsgleichungen fiir die Knotenpotentiale selbst resultieren. Durch Interpolationsgleichungen
niedriger Ordnung konnen anschlieBend auch die Werte von Potentialen bestimmt werden, die
zwischen den Knoten liegen. Alle anderen interessierenden Grofen konnen anschlieend aus

den Potentialen abgeleitet werden.
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7 Numerische Simulation mittels FEM

Eine genauere Beschreibung der genannten mathematischen Verfahren kann [Lin14] und [Stel5]
entnommen werden. Fiir weitergehende Erlduterungen beziiglich des Einsatzes von FEM zur
Losung elektromagnetischer Probleme sei auBerdem auf [Retl16] verwiesen. Zur anschaulichen
Darstellung des Funktionsprinzips soll die FEM nachfolgend anhand eines einfachen Beispiels

erldutert werden.

7.1.4 Anwendung der FEM am Beispiel der Ampere-Definition

(1) Reales Problem (2) Modellbildung (3) Diskretisierung

Ilf sz

] ® ®
Bnormal =0

1 2
o> <o O B-Feld © -

M~
Gl

Permittivitdtsmatrix
Knotenpotentialvektor
Pii Py Dil| i 0

Pji Pjj Pu|[ %] =0

Py P P LP% 0

(6) Auswertung (5) Ergebnisse (4) Berechnung

Abbildung 7.1: Anwendung der FEM am Beispiel der Ampere-Definition

Abbildung 7.1 zeigt die allgemeine Vorgehensweise bei Anwendung der FEM zur Losung einer
elektromagnetischen Problemstellung am Beispiel der Ampere-Definition. Diese ist in [Don15]

wie folgt formuliert:

1 Ampere (A) ist die Stirke des zeitlich konstanten elektrischen Stromes, der
im Vakuum zwischen zwei parallelen, unendlich langen, geraden Leitern mit ver-
nachlidssigbar kleinem, kreisformigem Querschnitt und dem Abstand von 1 m zwi-

schen diesen Leitern eine spezifische Kraft von 2- 10~/ Nm™~! hervorruft.”

Ausgehend von dieser Definition stellt sich das reale Problem wie in (1) abgebildet dar. Die
Strome I} = 1A und I, = 1A flieBen durch die grau dargestellten Leiter, welche in einem
Abstand von einem Meter zueinander parallel verlaufen. Der nichste Schritt ist die in (2)
gezeigte Modellbildung: Das reale Problem wird auf ein (hier zweidimensionales) Modell

reduziert, welches die Leiterquerschnitte mit den eingeprégten Erregungen /; /, beinhaltet. Des
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7.1 Grundlagen der FEM

Weiteren wird eine Begrenzung des Berechnungsgebietes vorgenommen (hellblaue Fliache) und
eine Randbedingung auf die Grenzen des Berechnungsgebietes aufgebracht (hier Bporma = 0,

das heif3t, der magnetische Fluss soll parallel zur Grenze verlaufen).

Nachdem die Modellierung abgeschlossen ist, folgt als nichstes die Diskretisierung (3): Das
Berechnungsgebiet wird in die namensgebenden finiten Elemente unterteilt, was bei heutigen
FEM-Programmen voll- oder teilautomatisch geschieht. Da die Diskretisierung direkt die
Anzahl der zu 16senden Elementgleichungen bestimmt, steigert eine groe Anzahl an Elementen
einerseits die Simulationsgenauigkeit, fiihrt jedoch andererseits auch zu einer hoheren Rechen-
zeit. Durch manuelle Eingriffe in die Netzgenerierung (beziehungsweise das ,Meshing*) kann
die Elementanzahl sowie -verteilung gesteuert werden. Im vorliegenden Beispiel wird um die
Leiter herum ein engmaschiges Netz erzeugt, die Elemente an den Ridndern des Berechnungs-
gebietes hingegen fallen groer aus. Dadurch werden die Bereiche, in denen das Magnetfeld
einen groBen Einfluss besitzt, hervorgehoben, wihrend in den entfernteren Bereichen, wo das

Magnetfeld nicht mehr sonderlich ausgeprigt ist, Elemente eingespart werden.

Anschlieend erfolgt in (4) die bereits beschriebene Potentialberechnung, die hier symbo-
lisch durch die Bestimmungsgleichungen des elektrischen Skalarpotentials ¢ eines Knotens
dargestellt ist. In (5) ist der daraus resultierende magnetische Fluss im Berechnungsgebiet
schematisch dargestellt. Er folgt unter Verwendung der magnetischen Materialgleichung (7.2b)

direkt aus den magnetischen Knotenpotentialen A

Neben diesen direkt abgeleiteten Groflen gibt es unter Umstinden weitere interessierende Er-
gebnisse, beispielsweise die Kraft auf die Leiter. Hierfiir sind weitere Rechnungen erforderlich,
die im letzten Schritt (6) Auswertung durchgefiihrt werden. Im Fall der LORENTZ-Krifte F und
F, konnten diese durch Losung von Gleichung (7.4) bestimmt werden, wobei v hier die Driftge-

schwindigkeit der Ladungstriger g durch die Leiter ist.

=

F:q(waé) (7.4)

Fiir das vorgestellte Beispiel sollte sich fiir F; und F> jeweils ein Betrag von 2- 10~7 N ergeben.
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7 Numerische Simulation mittels FEM

7.2 Simulation der PMLS-Motoren mittels FEM

7.2.1 Modellbildung

Zur Modellierung der Motoren mit der Methode der finiten Elemente wird das kommerziel-
le Programm Ansys Electronics Desktop genutzt. Es bietet die Moglichkeit, sowohl zwei- als
auch dreidimensionale elektromagnetische FEM-Berechnungen unter Beriicksichtigung mecha-

nischer Bewegungen durchzufiihren.

Primissen der Modellierung

Da es sich bei den betrachteten Motoren um Radialflussmaschinen handelt, kann unter Ver-
nachlédssigung dreidimensionaler Effekte wie beispielsweise der Stirnstreuung ein 2D-Modell
verwendet werden, was gegeniiber einer dreidimensionalen Modellierung eine erhebliche Ein-
sparung von Knoten und damit von Rechenzeit bedeutet. Bei Verwendung einer Einschicht-GLW
liegt bei einer geometrischen Drehung des Motors um 90° eine elektromagnetisch azimutal anti-
periodische Symmetrie vor, weshalb das Modell auf einen Pol beschriankt werden kann. Die letz-
te notwendige Annahme zur Festlegung der Randbedingungen betrifft die dullere Zylinderfliche
des Stators. Aufgrund der erheblich besseren magnetischen Leitfdhigkeit des Elektroblechs ge-
geniiber dem Gehdusematerial wird davon ausgegangen, dass der Riickschluss der magnetischen

Fliisse ausschlieBlich iiber das Statorjoch erfolgt.

Geometrischer Modellaufbau

Der Aufbau des zweidimensionalen FEM-Modells ist in in Abbildung 7.2 gezeigt. Das Mo-
dell umfasst die folgenden Elemente: Motorwelle (1), Passfeder (2), Rotorblech (3), Magnete
(4), Streustegbereich (5), Rotorstibe (6), Luftspalt (7), Statorwicklung (8) sowie Statorblech (9).

Diese Elemente wiederholen sich bei einer Drehung um den Wellenmittelpunkt periodisch!!).

Randbedingungen

Das Statorjoch wird von einer als orangefarbener Viertelkreis eingezeichneten Randbedin-
gung begrenzt, welche das Austreten des magnetischen Flusses aus dem Statorjoch verhindert.
Da die verwendete FEM-Software zur Losung zweidimensionaler Problemstellungen die A—q)—
Formulierung nutzt, muss dementsprechend das magnetische Vektorpotential A fiir die Rand-
knoten des Netzes zu null gesetzt werden. Aufgrund der Ausnutzung der Motorsymmetrie muss

dartiber hinaus die positive mit der negativen d-Achse gekoppelt werden. Im FEM-Programm

HIEs sei darauf hingewiesen, dass dies bei der Passfeder nicht der Fall ist, da diese nur zweimal iiber den Wellen-
umfang verteilt auftritt. Der dadurch entstehende Berechnungsfehler ist jedoch vernachldssigbar klein und wird
im Interesse der Modellvereinfachung in Kauf genommen.
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neg. d-Achse

asyoy-p ‘sod

Abbildung 7.2: Aufbau eines zweidimensionalen, reduzierten Viertelmodells am Beispiel des #-
Aktivteildesigns

geschieht dies dadurch, dass die Potentiale A und ¢ der auf der positiven d-Achse (rote Linie)
befindlichen Knoten den entsprechenden Potentialen auf der negativen d-Achse (gelbe Linie)
betragsmifig gleich gesetzt werden. Die Antiperiodizitit wird beriicksichtigt, indem das Vorzei-
chen der Potentiale auf der negativen d-Achse gewechselt wird. Diese Randbedingung wird auch
als ,Master-Slave*-Randbedingung bezeichnet. Bei der Vernetzung wird diese Randbedingung
beriicksichtigt, indem die Knoten jeweils in gleichem Abstand zur Wellenmitte gesetzt werden.

In Abbildung 7.3 sind beispielhaft die beiden miteinander gekoppelten Knoten ,,1paseer* und
L lslave - markiert.
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Erregungen

Die Erzeugung des magnetischen Feldes innerhalb des Motors resultiert aus drei verschiedenen
Quellen: Statorstromsystem, Magnete sowie Rotorstromsystem. Im spannungseingeprigten
Betrieb resultieren die Statorstrome aus der vorgegebenen, starren Netzspannung, der Motor-
impedanz sowie der induzierten Spannung. Unter Nutzung des in Abschnitt 3.2.5 diskutierten
Ersatzschaltbildes bietet die FEM-Software die Moglichkeit, die Statorstrome im Rahmen
der elektromagnetischen Analyse zu bestimmen. Daher kann direkt das Spannungssystem mit
dem resultierenden Zeiger u; in Betrag, Phase und Frequenz vorgegeben werden. Wie aus
Abbildung 3.5 hervorgeht, miissen bei der FEM-Rechnung lediglich Ry und L;4 wk vorgegeben
werden, da die FEM-Software die Spannung Uj gy berechnet. Die Nut-Zahnkopf- sowie die
Oberwellenstreuung werden bei der elektromagnetischen Analyse somit implizit beriicksichtigt.
Die im transienten Fall auftretenden Koppelinduktivititen mit dem Rotorwicklungssystem

werden ebenfalls in U, ggyp erfasst.

Die Magnete werden durch Angabe von Remanenzinduktion, relativer Permeabilitiit sowie Vor-
zugsrichtung der Magnetisierung definiert. Diese Modellierung bildet zwar nur den linearen Teil
der Magnetkennlinie ab, jedoch sollte der lineare Bereich im Betrieb aufgrund der Gefahr ir-
reversibler Entmagnetisierung sowieso nicht verlassen werden. AbschlieBend sei noch auf den
Rotorkifig eingegangen. In diesen werden abhiingig vom Schlupf Spannungen induziert, welche
wiederum die Rotorstrome treiben. Um die Induktion von Spannungen zu ermoglichen, werden
die Stibe im FEM-Modell als elektrische Leiter definiert. Der Kurzschlussring wird als Reihen-
schaltung von Ringsegmentwiderstand Ry se; und Ringsegmentstreuung Lyg i seg ZWischen zwei
Stiaben modelliert.

Vernetzung

Abbildung 7.3 zeigt beispielhaft die Vernetzung der in Abbildung 7.2 gezeigten Aktivteilgeome-
trie des Funktionsmusterdesigns # fiir die Berechnung stationirer Betriebspunkte!?). Besonderes
Augenmerk wurde auf die detaillierte Vernetzung des Luftspalt- sowie des Streustegbereiches
gelegt, um bei der Drehmomentberechnung sowie bei der Bestimmung des Streuflusses eine
hohe Genauigkeit erzielen zu konnen. Im Bereich der Welle hingegen ist eine vergleichsweise

grobe Vernetzung ausreichend, da die Welle nur in geringem MaRle flussfiihrend wirkt.

[2IFiir andere Applikationen kénnen andere Vernetzungen sinnvoller sein, beispielsweise werden die Magnete bei
Uberpriifung der Entmagnetisierungsfestigkeit deutlich feiner vernetzt.
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Abbildung 7.3: Vernetzung der in Abbildung 7.2 gezeigten Modellgeometrie zur Simulation des sta-
tiondren synchronen Betriebs

Im stationédren synchronen Betrieb kann eine allgemein als ,,Clicking Mesh* bekannte Vernet-
zungsmethode ausgenutzt werden, um eine hohere Genauigkeit der Feldkopplung zwischen
Stator und Rotor zu erreichen. Im Falle des verwendeten FEM-Programms wird zur Nachbil-
dung einer Bewegung ein sogenanntes Bandobjekt definiert, welches alle beweglichen Teile
(in diesem Fall den gesamten Rotor) einschlieft. Dieses Bandobjekt kann sowohl mit einer
transienten (beispielsweise bei Hochlaufvorgingen) als auch mit einer konstanten Drehzahl
rotieren. Im Falle des hier betrachteten Viertelmodells handelt es sich bei dem Bandobjekt um
eine Viertelkreisscheibe mit der Wellenmitte als Drehpunkt. Stator- und rotorseitige Potentiale
werden an der Kante des Bandobjekts miteinander gekoppelt. Falls die entsprechenden Knoten
nicht exakt aufeinanderliegen, wird eine Interpolation durchgefiihrt, was die Genauigkeit der

Berechnung verringert.
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Abbildung 7.4: Funktionsweise des ,,Clicking Mesh* zur Vermeidung von Interpolationsrechnungen
am Band-Objekt

An dieser Stelle setzt das Prinzip des ,,Clicking Mesh* an. Abbildung 7.4 zeigt eine Detailauf-
nahme des Luftspalts zu zwei aufeinander folgenden Simulationszeitpunkten. In beiden Fillen
liegen stator- und rotorseitige Knoten an der Kante des Bandobjekts exakt aufeinander, sodass
keine Interpolation durchgefiihrt werden muss. Hierfiir muss die Drehzahl des Bandobjekts zeit-
lich konstant gehalten werden, dariiber hinaus ist die Vernetzung an der Bandobjektkante auf die

Drehzahl und die Simulationszeitschrittweite At abzustimmen.

7.2.2 Stationires Betriebsverhalten

Zur Berechnung stationidrer Betriebspunkte sind, wie in Abbildung 7.5 gezeigt, eine Reihe von
Vorgaben erforderlich. Das genutzte FEM-Programm arbeitet bei mechanischen Bewegungen
grundsitzlich transient mit Zeitschritten. Daher muss nicht nur das speisende Spannungssystem,
sondern auch eine Zeitschrittweite At sowie ein Endwert 7. vor Beginn einer Simulation definiert
werden. Der Endwert muss dabei so gewihlt werden, dass sich der Motor in einem stationédren
Zustand befindet.

Ein stationdrer Zustand im Sinne des synchronen Betriebs ist dann erreicht, wenn die me-
chanischen und elektromagnetischen Verhiltnisse im zeitlichen Mittel konstant sind. Hierfiir
sind je nach Startbedingungen eine durch A¢ und z. festgelegte Anzahl von Zeitschritten
erforderlich, in denen sich die Maschine ,einschwingt®. Als letzte Vorgabegrofe ist die
Wicklungsiibertemperatur 9, zu nennen, die mittels des in Kapitel 4 vorgestellten thermischen

Modells iterativ aus den Verlusten berechnet wird.

Gingige Praxis bei der Simulation einer spannungseingeprigten Synchronmaschine mit
Kurzschlusskifig unter Vorgabe der Last ist die Durchfiihrung einer mechanisch transienten
Simulation, bei der sich der Lastwinkel B, selbststindig so einstellt, dass die Motorleistung die
Last kompensiert.
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Spannungssystem FEM-Modell
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Abbildung 7.5: Eingangsparameter der FEM-Simulation zur Betrachtung des stationdren synchronen
Betriebs

Nachteilig hierbei ist die lange Einschwingzeit der mechanischen Domine, welche wesentlich
groBere Zeitkonstanten als die elektromagnetische Domine besitzt. Durch die Wahl giinstiger
Startbedingungen!®’ kann die Einschwingzeit zwar erheblich reduziert werden, dennoch ist
der Bedarf an Zeitschritten fiir den Einschwingvorgang im Allgemeinen um ein Vielfaches
hoher als der Zeitschrittbedarf zur Betrachtung des Stationérbetriebs (welcher einer elektrischen
Periode entspricht). Dariiber hinaus muss bei einer mechanisch transienten Simulation auf eine

Verwendung des ,,Clicking Mesh* verzichtet werden.

Aus diesen Griinden wird ein alternatives Vorgehen gewéhlt: Die Drehzahl wird fest vorgegeben
und der Polradwinkel beziehungsweise die Anfangslage des Spannungszeigers geméfl Abbil-
dung 7.2 variiert. Nach Abschluss des elektrischen Einschwingvorgangs wird das Grundwel-
lendrehmoment der Maschine betrachtet und mit dem gewiinschten Lastdrehmoment verglichen
(Abbildung 7.6). Durch Variation des Polradwinkels kann so der interessierende Lastzustand

gefunden werden.

[3'In [Haul6] wird beispielsweise ein Simulationsstart aus dem iibersynchronen Betrieb zur Beschleunigung des
Einschwingvorgangs durchgefiihrt.
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Abbildung 7.6: Ermitteln eines stationédren synchronen Betriebszustands bei vorgegebener Last durch
Variation der Wicklungsiibertemperatur und des Polradwinkels

7.2.3 Transientes Betriebsverhalten

Wie eingangs erwihnt, bietet das verwendete FEM-Programm auch die Moglichkeit, mecha-
nisch transiente Vorgidnge nachzubilden. Im Rahmen dieser Arbeit ist diese Option aus zwei
Griinden interessant: Zum einen kann damit eine (rechenzeitintensive) Validierung des in Kapitel
6 vorgestellten analytischen Modells fiir transiente Vorgédnge durchgefiihrt werden. Zum anderen
kann mittels FEM die PM-Gegenfeldbelastung auch fiir komplexe Geometrien iiberpriift werden.
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Zur Uberpriifung der Entmagnetisierungsfestigkeit wird die magnetische Feldstirke H innerhalb
der Magnete betrachtet. Hierzu wird das magnetische Knotenpotential A fiir die simulierten Zeit-
schritte gespeichert. Uber den Zusammenhang (7.3b) und die Materialgleichung (7.2b) kann H

ermittelt werden.
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Abbildung 7.7: Eingangsparameter der FEM-Simulation zur Betrachtung des transienten Hochlaufs

Zur Simulation des Hochlaufs wird prinzipiell das in 7.2.1 beschriebene Modell genutzt. Zur
genaueren Nachbildung der Felder innerhalb der Magneten werden diese jedoch feiner vernetzt.
Anders als bei der Simulation der stationidren Betriebspunkte wird die Drehzahl nicht als
zeitinvariant betrachtet, sondern lediglich ein Anfangswert von ng = Omin~! fiir r = Os vor-
gegeben (siehe Abbildung 7.7). Zur Losung der mechanischen Differentialgleichung (3.44) ist
weiterhin noch die Angabe des Lastdrehmoments My, sowie des Gesamttrigheitsmoments Jges
erforderlich. Das Lastdrehmoment wird wie in Abschnitt 6.3 beschrieben als drehzahlabhingige
Funktion formuliert. Die letzte Komponente der Differentialgleichung My, wird direkt vom

FEM-Programm mit dem Prinzip der virtuellen Arbeit berechnet.
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8 Funktionsmusterauslegung

8.1 Randbedingungen des Auslegungsprozesses

In Kapitel 2 wurde gefordert, dass mit dem neu entwickelten PMLS-Motor in Ferrittechnik der
direkte Ersatz eines vorhandenen Norm-ASM moglich sein soll. Aus diesem Grund wird als
Basis des Funktionsmusterbaus ein kommerziell verfiigbarer ASM der Fa. EMOD MOTOREN
GmbH gewihlt. Bei dem mit HEFIE?2 bezeichneten ASM der Achshohe!l (AH) 112 handelt es
sich um einen IE2-fidhigen Kéfiglaufermotor mit einer Bemessungsleistung von 4 kW und einem
Wirkungsgrad von 86,6 % [EMO15].

U, =400 V (Y)
Magnetmaterial: NMF-12J f, =50Hz
m;=3

B, =430-460mT
=1,03-1,05
> 430 kA/m

M pm

H

o Elektroblech: M270-504

Stabmaterial: Kupfer

N, =28

Einschicht-GLW
N, =36

b >1mm q, =3
p =2

Abbildung 8.1: Vorgaben fiir Material, Wicklungsaufbau, Betriebsparameter und Streustegbreite

Aus den geometrischen Gehduseabmessungen des HEFIE2-ASM (,,Basismotor) resultiert der
zur Verfiigung stehende axiale Bauraum /,x = 165mm, der duflere Statordurchmesser D, =
170mm sowie eine einseitige Kurzschlussringbreite von maximal /;; = 11 mm. Aufgrund der
mechanischen Anforderungen an den Wellenstrang ist ein Wellendurchmesser von wenigs-
tens Dw = 38 mm vonnoten. Da das Statorblech des Basismotors aufgrund der in Abschnitt

2.4 erlduterten Problematik nicht beibehalten wird, entfillt die Beschrinkung des Auslegungs-

U Als Achshdhe wird der Abstand zwischen der Antriebswellenmitte und der Standfliche der Gehiusefiifie bezeich-
net. Die Zahl entspricht ebendiesem Abstand in Millimetern.
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8 Funktionsmusterauslegung

prozesses auf den Rotoraufbau. Daraus resultiert eine groBe Vielfalt moglicher Stator-Rotor-
Kombinationen. Zur Begrenzung der Variantenvielfalt werden daher zusitzliche Randbedingun-
gen fiir den Auslegungsprozess formuliert, die zusammen mit den bisher genannten Parametern
in Abbildung 8.1 grafisch dargestellt sind. Diese lassen sich in die folgenden vier Kategorien

einteilen: Geometrie, Wicklungsaufbau, Werkstoffe und Betriebsparameter.

8.1.1 Geometrie

Neben den durch das Gehduse des Basismotors festgelegten Groen Dy,, Dw und /,x werden
einige weitere Beschriankungen fiir die Blechschnittgestaltung eingefiihrt, welche in den beiden
Abbildungen 8.1 und 8.2 dargestellt sind.

[, <11 mm
R
6 __>0,6 mm
geo i
] i
[ 1
‘ | & \y 51 |,
3 = 5
Ql - AT o
S t =
|8 N5 S
Q [ =
Y || = _Q
3 / [y
9 i), ,
AH
AH =112 mm lax=165mm

Abbildung 8.2: Vorgaben der geometrischen Aktivteilgestaltung

Das Minimum der Streustegbreite wird aus fertigungstechnischen und strukturmechanischen
Griinden zu bs = 1 mm vorgegeben. Die Luftspalththe 0y, Wird zur Vereinfachung des Fer-
tigungsprozesses nach unten durch einen Minimalwert von 0,6 mm begrenzt. Zur (theoreti-
schen) Ermoglichung einer Presspassung wird weiterhin eine Rotorjochhdhe /sy von wenigs-
tens 4mm zwischen Welle und Magnettaschen gefordert!?l. Die Magnettaschen selbst sol-
len zwecks Berticksichtigung von Fertigungstoleranzen umlaufend einen zusétzlichen Luftspalt
opm = 0,2mm aufweisen. Dariiber hinaus wird vereinbart, dass die verwendete Menge an Ma-
gnetmaterial aus Griinden der Vergleichbarkeit bei beiden ausgewéhlten Rotordesigns identisch
ist. Ebenso soll bei beiden Funktionsmustern der gleiche Stinderblechschnitt zum Einsatz kom-

men. Die Zihne von Stinder- und Lauferblech werden parallelflankig ausgelegt.

[2JEs sei darauf hingewiesen, dass beim Funktionsmusterbau auf eine Passfederverbindung zuriickgegriffen wird,
um die aufwendige Simulation des Pressprozesses zu vermeiden.
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8.1 Randbedingungen des Auslegungsprozesses

8.1.2 Wicklungsaufbau

Fiir die Statorwicklung wird eine fertigungstechnisch einfache Einschicht-GLW ohne parallele
Zweige (a; = 1) vorgesehen. Die Polpaarzahl wird aufgrund der geforderten Drehzahl von
1500 min~! im Netzbetrieb ( f1 = 50Hz) zu p = 2 gewihlt. Fiir die Lochzahl g; wird der fiir
Maschinen dieser BaugroBe iibliche Wert 3 angesetzt. Damit ist nach Gleichung (3.46) auch
die Anzahl der Statornuten N; zu 36 festgelegt. Die zur Widerstandsberechnung bendtigte
mittlere Wickelkopflange wird mit Gleichung (3.49) zu [k = 150mm abgeschitzt. Fiir den
Nutfiillfaktor wird ein fiir Handwicklungen typischer Wert von 44 bis 46 % angenommen. Die

Standerwicklung wird wie bei Synchronmaschinen iiblich im Stern verschaltet.

Zur Vermeidung von Zugspannungswellen aufgrund der ersten Nutharmonischen wird fiir die
Rotorstabzahl N, folgende Bedingung nach [MP(09] formuliert:

Ny —N> =+4p. (8.1)

Im vorliegenden Fall ergeben sich damit die beiden moglichen Stabzahlen 28 und 44. Da die
Stiabe von den Magnettaschen durch Streustege abgegrenzt werden, welche zur Verringerung
des Streuflusses einen moglichst grolen magnetischen Widerstand aufweisen sollten, ist ei-
ne entsprechend grofle Streusteglinge beziehungsweise Stabbreite und damit kleine Stabzahl
wiinschenswert. Des Weiteren fallen gemidfl [MP09] fiir N, > N; die Eisenquerstrome grofer

aus als fiir Ny < Nj. Aus diesen Griinden wird N, zu 28 gewdhlt.

8.1.3 Werkstoffe

Zur Verringerung von Wirbelstromen werden elektrische Maschine iiblicherweise geblecht, das
heif}t, als Paket gegeneinander elektrisch isolierter, eisenbasierter Bleche ausgefiihrt. In DIN EN
10106:2016-03 werden die Eigenschaften genormter Elektroblechsorten festgelegt.

Die Verringerung der Ummagnetisierungsverluste wird im Wesentlichen durch die Zugabe
von Silizium erreicht. Dadurch wird jedoch die Wirmeleitfahigkeit gesenkt, sodass die Sorte
MB800-50A beispielsweise eine fast doppelt so hohe Wirmeleitfahigkeit gegeniiber M270-50A
besitzt [Got54]. Fiir den Auslegungsprozess spielt dies jedoch keine wesentliche Rolle, da
Hocheffizienzmotoren im Allgemeinen thermisch gering ausgenutzt werden und die verringerte
Wirmeleitfiahigkeit gegeniiber der Verlustreduktion in den Hintergrund tritt. Daher werden die
Blechpakete der Funktionsmuster aus der Elektroblechsorte M270-50A gefertigt.
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8 Funktionsmusterauslegung

Als Stabmaterial wird Kupfer gewihlt, da die Nutzung des Aluminium-Druckguss-Verfahrens
im Prototypenbau unverhiltnisméBig kostspielig ist. Die Kupferstibe werden an den beiden
Aktivteilenden iiber entsprechende Ringelemente durch Hartlten verbunden. Die Stabform
wird aus fertigungstechnischen Griinden nicht der Nut angepasst, sondern mit einem recht-

eckformigen Querschnitt realisiert.

Als Magnetmaterial wird das bereits in Abschnitt 2.3.2 vorgestellte NMF-12J-Material des Her-
stellers Hitachi Metals, Ltd. in Quaderform verwendet. Dabei handelt es sich um einen Stronti-
umbhartferrit, welcher zur Verbesserung der magnetischen Eigenschaften mit Lanthan und Cobalt
legiert ist. Speziell die intrinsische Koerzitivfeldstirke H.y weist einen fiir Ferritmagnete bemer-
kenswert hohen Wert von 430kA /m auf, was fiir die bei PMLS-Motoren so wichtige Gegen-
feldstabilitit vorteilhaft ist. Eine Ubersicht iiber die Eigenschaften gemiB Herstellerdatenblatt
[Hit16] wird in Tabelle 8.1 gegeben.

Tabelle 8.1: Herstellerangaben NMF-12J [Hit16]

Bezeichnung Formelzeichen Wert

Remanenz B; 430 — 460 mT
Koerzitivfeldstiarke H.p 300 — 350 kA/m
Intrinsische Koerzitivfeldstirke H.; > 430 kA/m
Maximales Energieprodukt (BH ) max 35-39,8 kJ/m?
Relative Permeabilitit e PM 1,03 - 1,05
Temperaturkoeffizient By OB, —0,17%/K
Temperaturkoeffizient Hy Bu., 0,11 %/K

8.1.4 Betriebsparameter

Als Auslegungsziel wird das Erreichen der Energieeffizienzklasse IE4 (91,1 %) im Netzbetrieb
bei einer mechanischen Bemessungsleistung von 4 kW und einer Umgebungstemperatur von
20 °C formuliert. Weiterhin sollte der Intrittfall bei linearer Lastkennlinie mit ky = 10 und &y = 1
moglich sein. Fiir den Netzbetrieb wird das in Europa verwendete Niederspannungsnetz mit einer

Frequenz von 50 Hz und einer verketteten Spannung von 400 V herangezogen.
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8.2 Auslegungsprozess

8.2 Auslegungsprozess

Zur Beurteilung der Giite eines moglichen Funktionsmusterdesigns wird dieses gemill Abbil-
dung 8.3 mittels FEM-Simulation getestet. Dabei werden die drei Kriterien Wirkungsgrad, Ge-
genfeldstabilitit sowie Intrittfallverhalten sequentiell tiberpriift. Ist eine der Anforderungen nicht

erfiillt, so wird das Design in dieser Form verworfen oder je nach nicht erfiilltem Kriterium ent-

Start

Y

sprechend angepasst.

A

Anderung der Geometrie oder des Wicklungsaufbaus

A
Berechnung der Betriebsdaten im stationdren synchronen Bemessungspunkt

!

Gilt n(Pw,r) > Miea(Pwyr)?

<«

Nein

Ja

Ermittlung der maximalen Feldstérke Hpy im PM wiihrend eines Hochlaufs

!

Gilt Apy < Hep?

Nein

Ja

Simulation des Hochlaufs am starren Netz fiir ky = 10, kyy = 1

!

Erfolgreicher Intrittfall?

Nein

Abbildung 8.3: Ablaufdiagramm der iterativen Funktionsmusterauslegung mittels FEM
Die aus diesem ersten Auslegungsschritt hervorgehenden Blechschnitte werden anschliefend

auf ,,weiche* Kriterien wie Drehmoment- und Stromwelligkeit, Leistungsfaktor oder auch fer-

tigungstechnische Schwierigkeiten iiberpriift und gegebenenfalls erneut modifiziert. Aufgrund
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8 Funktionsmusterauslegung

der enormen Anzahl an moglichen Parametern soll auf eine detaillierte Beschreibung der Geo-
metrieauslegung an dieser Stelle verzichtet werden. Beispielhaft sei an dieser Stelle etwa die
Variation der Statorjochhohe, des Bohrungsdurchmessers, der Zahnbreite in Stator und Rotor,

der Magnetdicke oder die Zahnkopfgestaltung genannt.

8.3 Geometrie der Funktionsmuster

Abbildung 8.4: Aktivteilgeometrie des Funktionsmusters im #-Design

Die aus dem Auslegungsprozess hervorgegangenen Aktivteilgeometrien der beiden Funktions-
muster im #- und im V-Design konnen den beiden Abbildungen 8.4 und 8.5 entnommen werden.
In Anhang A.7 finden sich die technischen Zeichnungen der jeweiligen Blechschnitte, denen
alle geometrischen Abmessungen entnommen werden konnen. Die wesentlichen Gro3en wer-
den nachfolgend genannt. Auf eine Diskussion des Streustegbereichs wird verzichtet, da dessen

Dimensionierung in Abschnitt 8.5 ausfiihrlich thematisiert wird.
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8.3 Geometrie der Funktionsmuster

Abbildung 8.5: Aktivteilgeometrie des Funktionsmusters im V-Design

8.3.1 Blechschnittgeometrie

Fiir die Blechschnittgeometrie werden die in Tabelle 8.2 vermerkten Werte festgelegt. Die Stator-
beziehungsweise Rotornutgeometrie beider Funktionsmuster kann Abbildung 8.6 entnommen
werden. Die zwischen den Nuten liegenden Zihne sind sowohl im Stator als auch im Rotor
parallelflankig ausgefiihrt, weshalb die Neigung der Statornutflanken zueinander 10°, die der
Rotornutflanken zueinander 90/7° betrigt. Die Statornut ldsst sich sinngemi8 in vier Teile sepa-
rieren: ,,Schlitz‘ (Index s), ,,Oben (Index o), ,.Mitte” (Index m) und ,,Unten” (Index u). Eine
analoge Aufteilung (ohne ,,Mitte*) wird auch fiir die Rotornut durchgefiihrt. Die entsprechenden

geometrischen Abmessungen konnen der nachfolgenden Tabelle 8.3 entnommen werden.
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8 Funktionsmusterauslegung

Tabelle 8.2: Blechschnittgeometrie

Bezeichnung Formelzeichen Wert / mm
AuBlendurchmesser Stator D, 170
Innendurchmesser Stator Dy; 110
AuBendurchmesser Rotor D», 108,8
Innendurchmesser Rotor Dy; 38
Axiale Linge Lix 165
Luftspalt Ogeo 0,6
Statorjochhohe hyy 12,3
Rotorjochhohe hyy 8,8 (#-Design) / 4,5 (V-Design)
|/ i " b \l |/ P 54
25 y
| | I/(%Tf’ [ 1
£ =< A
| £ o
| o &
| 5}' - < IN’azé | | 8 |
(a)\f__b“___‘\/ W SN
Abbildung 8.6: Geometrie von (a) Stator- und (b) Rotornut
Tabelle 8.3: Abmessungen der Stator- und Rotornut
Formelzeichen Wert / mm Formelzeichen Wert / mm
bis 2 b 1.5
his 0,75 has 0,75
biNa 6,5 boN.a 8
hina 1 hon a 0,5
hiNm 15,56 hoNm -
bin; 9,21 bon ;i 6,76
hinN 0,5 hon i 5.5
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8.3 Geometrie der Funktionsmuster

8.3.2 Magnetgeometrie

Abbildung 8.7: Definition der Magnetabmessungen

Fiir die Magnete wird aus fertigungstechnischen Griinden eine 2er-Staffelung gemi3 Abbildung
8.7 iiber die axiale Lange vorgenommen, sodass sich die Magnetldnge Ipy zu 82,5 mm ergibt. Die
Vorzugsrichtung zpy wird zu 10 mm dimensioniert, die Magnetbreite bpy zu 20 mm. Insgesamt
werden pro Rotor 16 Magnete benotigt, die Menge des verbauten Magnetmaterials betrdgt somit

264 cm? pro Rotor.

8.3.3 Kurzschlusskiifig

Die Stibe des Funktionsmusters besitzen zur Vereinfachung der fertigungstechnischen Ablédufe
einen rechteckformigen Querschnitt, welcher so gewdhlt ist, dass die Rotornutfliche moglichst
optimal ausgenutzt wird. Damit ergibt sich unter Beriicksichtigung eines gewissen Spiels
zwischen Rotornut und Stab, welches das Einsetzen des Stabs in das Blechpaket erleichtert, eine
Stabfliche Ay = by - hgy = 6,7mm - 5,5 mm = 36,85 mm?2.

Durch Festlegung des Rotorauendurchmessers D, zu 108,8 mm ist auch der AuBlendurch-
messer Dy, des Kurzschlussrings dimensioniert. Da dessen axiale Ausdehnung bereits zu
l;i = 11 mm vorgegeben ist, verbleibt somit nur noch der Innendurchmesser D, ; als freier Pa-
rameter. Zur Dimensionierung des Innendurchmessers wird eine identische Stromdichte in Stab
und Kurzschlussring gefordert. Der Ringstrom /;; ergibt sich aus dem Stabstrom I iiber folgen-
den, aus dem Stabmodell abgeleiteten Zusammenhang:

ILi = ~ 2,47 Iy . (8.2)

Dementsprechend ist auch das Flichenverhiltnis A;j/Ag zu 2,47 zu wihlen. Fiir die Funkti-

onsmusterauslegung wird im Interesse eines moglichst guten Intrittfallverhaltens der Ringquer-
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8 Funktionsmusterauslegung

schnitt zu 123,2 mm? ausgelegt, was einem Verhiltnis Ay /Ag =~ 3,34 entspricht. Dementspre-
chend ergibt sich Dy;; zu 86,4 mm. Es sei darauf hingewiesen, dass beim Funktionsmuster V
entsprechende Einsparungen zum Einsetzen der Magnete vorgesehen werden miissen (verglei-

che hierzu die Kurzschlussringzeichnungen in Anhang A.7).

8.4 Wicklungsauslegung

Durch die in Abschnitt 8.1.2 getroffenen Randbedingungen des Wicklungsaufbaus sind bis
auf die Anzahl der Leiter pro Nut z;x alle Komponenten der Strangwindungszahl w; fest-
gelegt. Gemih (5.35) gilt wy ~ Yy, 4/ und damit aufgrund von (3.47) auch ziN ~ Wi q/q-
Das innere Drehmoment ist wiederum nach (3.33a) proportional zu den Flussverkettungen.
Daraus folgt, dass zum Erreichen eines bestimmten Drehmoments der Strombedarf mini-
miert werden kann, indem ein moglichst groer Wert fiir z;n gewihlt wird. Da der Strom nach

3.36 quadratisch in die Verlustberechnung eingeht, kann so der Wirkungsgrad gesteigert werden.

Andererseits ergibt sich nach (3.47 — 3.48) eine quadratische Zunahme des Statorwiderstands
mit der Leiterzahl pro Nut: Ry ~ Z%N' Zur Erzielung des maximalen Wirkungsgrades muss dem-
nach fiir die Leiteranzahl ein optimaler Wert durch entsprechende Parameterstudien ermittelt
werden. Dariiber hinaus ist zu beriicksichtigen, dass mit steigendem z;n das Intrittfallverhalten
verschlechtert wird. Es gilt also, einen geeigneten Kompromiss zwischen Wirkungsgrad und
Intrittfallverhalten zu finden. Daher wird im Zuge der Wicklungsauslegung zusitzlich das

maximale Intrittfalldrehmoment fiir ky = 10 bei verschiedenen z;n betrachtet.

#-Design
94 T T T T T T T T T 22
/N A

92 42

90 + 1.8
S . |
e —&o—k; =10 o
i 88 O Auslegung| | L6 =
SN R R AR SR R AR S HE R A R R I S (TR AR RS e

86 1.4

84 1.2

82 | | | | | | | | | l

25 26 27 28 29 30 31 32 33 34 35

Z1N/—

Abbildung 8.8: Ergebnisse der Wirkungsgrad- und Intrittfallstudie des #-Designs
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8.4 Wicklungsauslegung

Aus Abbildung 8.8 ist ersichtlich, dass beim #-Design der optimale Bemessungswirkungsgrad

fiir 31 bis 35 Leiter pro Nut erreicht wird. Da das Wirkungsgradoptimum sehr flach ausfillt,

wird zjy fiir das #-Design zu 31 gewihlt, um ein moglichst vorteilhaftes Intrittfallverhalten zu

erzielen.
V-Design
94 I T T T T T T T T 2.2
92 2
90 | -4 1.8
X i |
ok =10 L
~ 88 O Auslegung| | Lo
& &
————— TE4
86 | —41.4
84 41.2
82 | | | | | | | | | 1
25 26 27 28 29 30 31 32 33 34 35
<IN / -

Abbildung 8.9: Ergebnisse der Wirkungsgrad- und Intrittfallstudie des V-Designs

Eine analoge Betrachtung wird in Abbildung 8.9 fiir das V-Design durchgefiihrt. Das Wirkungs-
gradoptimum tritt hier in einem Bereich von 30 bis 33 Leitern pro Nut auf. Wie auch beim
#-Funktionsmuster ist ein ndherungsweise lineares Absinken des maximalen Intrittfalldrehmo-
ments zu sehen. Zugunsten eines giinstigen Intrittfallverhaltens wird zjn zu 30 gewdhlt, da das
Wirkungsgradoptimum auch hier sehr flach ausfillt. In Tabelle 8.4 sind alle sich aus dem Ausle-

gungsprozess ergebenden Wicklungsparameter zusammengefasst.

Tabelle 8.4: Wicklungsauslegung der Funktionsmuster

Bezeichnung Formelzeichen # A%
Statornutzahl N 36 36
Polpaarzahl P 2 2
Lochzahl q1 3 3
Anzahl paralleler Zweige ai 1 1
Anzahl Leiter pro Nut ZIN 31 30
Strangwindungszahl wi 186 180
Verschaltungsart - Y Y
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8.5 Schutz der Magnete vor Gegenfeldern

Eine wesentliche Herausforderung bei der Nutzung von Ferritmagneten in einem PMLS-Motor
stellt deren geringe Gegenfeldstabilitdt dar. Bei transienten Vorgingen wie dem Hochlauf am
starren Netz treten Situationen auf, bei denen sich Stator- und Rotorfeld in Phasenopposition
befinden, das heiflt, die von der Felderregerkurve erzeugte magnetische Durchflutung ist der
PM-Durchflutung entgegen gerichtet. Bei entsprechend hohen Werten der Statordurchflutung ist
der resultierende magnetische Fluss der PM-Vorzugsrichtung ebenfalls entgegen gerichtet und
wirkt entmagnetisierend. Wird dabei der lineare Kennlinienbereich des Magneten verlassen, so

findet gemiB Kapitel 2.3.3 eine irreversible Entmagnetisierung statt.

Daher miissen Vorkehrungen getroffen werden, die die Magnete selbst bei hohen Stromspitzen
zuverlissig schiitzen. Zur simulativen Uberpriifung der Gegenfeldbelastung wird im Nachfol-
genden die FEM herangezogen, die Auswirkungen der getroffenen Maflnahmen auf das stati-
ondre Betriebsverhalten werden mit Hilfe des analytischen Modells beurteilt. Hierfiir wird ex-
emplarisch der Wirkungsgrad im Bemessungspunkt herangezogen, die Gegenfeldbelastung wird
hingegen per FEM wihrend eines Hochlaufes auf Bemessungslast (ky = 1) mit linearer Dreh-

momentkennlinie und elffachem Eigentriagheitsmoment (ky = 10) ermittelt.

8.5.1 Einfluss der Streusteggeometrie

Die fiir den mechanischen Zusammenhalt des Elektroblechs notwendigen Streustege tragen zum
Schutz der Magnete bei, da sie dem magnetischen Fluss einen alternativen Weg durch den Rotor
zur Verfiigung stellen. Bei einer Modellierung von Streusteg und Magnet als Parallelschaltung
zweiler magnetischer Widerstdnde wird deutlich, dass die Aufteilung des magnetischen Flusses
auf den Magnet- und den Streustegpfad durch die Anderung der Magnet- oder der Streusteg-
geometrie beeinflusst werden kann. Zur Verdeutlichung soll die in Abbildung 8.10a gezeigte

Anordnung herangezogen werden, welche an das #-Design angelehnt ist.

In die gezeigte Parallelschaltung aus dem Streustegwiderstand Ry, ¢ und dem PM-Widerstand
Rmpwm soll der magnetische Fluss & eingeprigt sein. Der Fluss durch den Magneten in
Abhingigkeit der Geometriegrofen ergibt sich daraus gemil Stromteilerregel nach kurzer Zwi-

schenrechnung.

R o B ho - bpwm - pm

Opyy=P-—— 1% _p.
Rm,c +Rmpm he - bpm - Upm + hpm - Do - Us

Zur Reduktion von ®py kann sowohl der PM-Widerstand Ry, pm vergroBert als auch der Streu-

stegwiderstand Ry, ¢ verkleinert werden. Erstere MaBBnahme kann durch Verringerung der Ma-
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Abbildung 8.10: Zur Parallelschaltung von PM- und Streustegwiderstand

gnetbreite bpy; oder durch Vergrolerung der Magnethohe hpy realisiert werden. Die Verrin-
gerung der Magnetbreite fiihrt zur Reduktion des PM-Flusses, wihrend die VergroBerung der
Magnethohe den Mehreinsatz von teurem Magnetmaterial erforderlich macht und durch die
Stabhohe oder den Wellendurchmesser begrenzt ist. Bei fester Magnetgeometrie bietet sich daher
die Regulierung der maximal auftretenden Gegenfeldbelastung iiber die Streusteglinge /s bezie-
hungsweise -breite by an. Da erstere Grofle im Falle des PMLS-Motors durch die Magnethdhe
oder die Stabbreite vorgegeben ist, wird die (mechanisch nicht erforderliche) zusitzliche Streu-

stegbreite bs 4 als Designparameter gemill Abbildung 8.11 genutzt.

(a)

Abbildung 8.11: Zusitzlicher Streustegbereich (kreuzweise schraffiert) im (a) #-Design und (b) V-
Design

Problematisch ist die in Abbildung 8.10b skizzierte Sittigung des ferromagnetischen Streusteg-

widerstandes Rmpm. Sie fiihrt dazu, dass im Phasenoppositionsfall das Verhiltnis Ry, o/ Rmpm

BIEs wird davon ausgegangen, dass der Magnet im reversiblen Teil (Arbeitsbereich) seiner Kennlinie betrieben
wird. In diesem zeigt er gemiB Abbildung 2.4 paramagnetisches Verhalten, sodass Ry, pm als unabhiingig von @
betrachtet werden kann.
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8 Funktionsmusterauslegung

und damit auch der Magnetfluss ®py; groB3 wird. Um trotzdem eine annehmbare Reduktion
von ®pyp zu erreichen, muss daher die Streustegbreite hinreichend gro3 gewihlt werden. Dies
fiihrt wiederum im Stationérbetrieb zu einem kleinen Wert fiir Ry, 5, sodass ein GroBteil des
Flusses iiber den Streusteg ,.kurzgeschlossen” wird und nicht zur Drehmomentbildung beitrégt.
Es liegt somit ein Zielkonflikt zwischen einem moglichst effizienten Stationédrbetrieb und einem

ausreichenden Schutz des Magnetmaterials beim Hochlauf vor.

#-Design
T

T T 600

é
H / kA/m

Abbildung 8.12: Wirkungsgrad 7, (aus AM-Simulation) und maximale Feldstirke in den Magneten
Hpy (aus FEM-Simulation) des #-Designs fiir verschiedene Werte von b

V-Design
94 T T T T T 600

H / kA/m

Abbildung 8.13: Wirkungsgrad 7, (aus AM-Simulation) und maximale Feldstirke in den Magneten
Hpp (aus FEM-Simulation) des V-Designs fiir verschiedene Werte von b

Fiir das #-Design gemil3 Abbildung 8.11a ergeben sich die in Abbildung 8.12 gezeigten Wer-

te. ErwartungsgemiB sinken sowohl Hpy; als auch 1, mit wachsender Streustegbreite bs 4 ab.
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8.5 Schutz der Magnete vor Gegenfeldern

Das Erreichen des Effizienzniveaus 1IE4 (91,1 %) bei akzeptabler Magnetbelastung (Hpm < Hey)
erweist sich als unmoglich. Eine analoge Betrachtung fiir das V-Design nach Abbildung 8.11b
ist in Abbildung 8.13 dargestellt. Auch hier muss fiir einen addquaten Magnetschutz ein deut-
licher Wirkungsgradverlust in Kauf genommen werden, wenngleich der Wirkungsgrad 1E4 fiir
bs + = 1,5mm erreicht werden kann. Bei Beriicksichtigung eines Sicherheitsfaktors von 10 %
fiir Hpyy ist dies jedoch nicht mehr der Fall. Die Reduktion von Hpy durch Vergrolerung von
bs 4 unterliegt bei dieser Geometrie einer gewissen ,,Sittigung, was darauf hinweist, dass die
Magnetkanten in Stabnihe nur bedingt durch den mittleren Streusteg entlastet werden konnen.

Hier wire eine VergroBerung der Stabstreustegbreite by zielfiihrender.

8.5.2 Das Entlastungspfadkonzept

In Abschnitt 8.5.1 wurde aufgezeigt, dass die Magnete durch eine Verringerung des Streustegwi-
derstandes Ry, ¢ vor Entmagnetisierung geschiitzt werden konnen. Gleichzeitig wurde aber auch
festgestellt, dass mit ebendieser Verringerung auch ein Wirkungsgradverlust einhergeht, wel-
cher auf die nur geringe Vorsittigung allzu breiter Streustege durch die Magnete zuriickzufiihren
ist. Aus diesen Uberlegungen folgt, dass die induktionsabhingige Permeabilitit des Elektro-
blechs ein Problem darstellt (vergleiche Abbildung 8.10b). Wiinschenswert wire entweder eine
VergroBerung der Streustegpermeabilitdt im Phasenoppositionsfall oder aber eine Verringerung

selbiger im stationdren synchronen Betrieb.

Abbildung 8.14: Realisierung der Entlastungspfade bei den Funktionsmustern im (a) #-Design und
(b) V-Design

Letzterer Ansatz ldsst sich ohne Kostenaufwand realisieren, wenn ein Teil der Streusteghohe

nicht mit Elektroblech, sondern mit Luft ausgefiillt ist. Diese halb ausgefiihrten Streustege wer-

den im weiteren Text als ,,Entlastungspfade* bezeichnet und konnen rdumlich unabhéngig von
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8 Funktionsmusterauslegung

den fiir die mechanische Festigkeit notwendigen Streustegen betrachtet werden. In Abbildung
8.14 ist die Realisierung der Entlastungspfade mitsamt ihrer geometrischen Parameter fiir die
beiden Rotordesigns # und V dargestellt. Die physikalische Wirkung eines Entlastungspfades
entspricht dem Einbringen eines zusitzlichen Flusspfades mit dem Widerstand Ry, ¢p gemidll Ab-
bildung 8.15a.

Stationdrbetrieb
Phasenopposition

<
<

(b)

Abbildung 8.15: Funktionsweise des Entlastungspfadkonzepts mit den in (a) dargestellten geometri-
schen Abmessungen im (b) stationidren synchronen Betrieb und (c) bei Phasenopposition von Stator-
und Rotorfeld

Zunichst soll die Funktionsweise des Entlastungspfads im stationéren Betrieb betrachtet werden
(Abbildung 8.15b). Der PM-Fluss @ teilt sich iiber den Entlastungspfad, den Streustegpfad
sowie den nutzbringenden Luftspaltpfad auf. Durch entsprechende Wahl der beiden Parameter

hep und bep kann Ry e so eingestellt werden, dass er einen deutlich groBeren Wert als der
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8.5 Schutz der Magnete vor Gegenfeldern

doppelte Luftspaltwiderstand 2 - R;;, 5 annimmt. Somit ist der Anteil des Entlastungspfadflusses
am Gesamtfluss des Magneten gering. Weiterhin sinkt durch die Flusssperrencharakteristik des
Entlastungspfades die Reluktanzwirkung des Rotors nur wenig ab, wodurch der Wirkungsgrad-
verlust klein bleibt.

Im Falle einer Phasenopposition der Stator- und der PM-Durchflutung hingegen iiberwiegt im
Allgemeinen erstere, sodass sich die Flussrichtung im Vergleich zum stationiren Fall umkehrt
(Abbildung 8.15c¢). Die Variation der Entlastungspfadgeometrie ermdoglicht die Einstellung des
Verhiltnisses R ep/Rm,pMm, sodass die Aufteilung des Flusses auf Entlastungspfad und Magnet

gezielt im Sinne des Magnetschutzes manipuliert werden kann.

8.5.3 Dimensionierung der Entlastungspfade

Fiir die Auslegung der Entlastungspfadgeometrie beider Funktionsmuster wird die Entlas-
tungspfadbreite bep auf den geometrisch maximal moglichen Wert festgelegt, wodurch als
Variationsparameter lediglich der Luftanteil A, verbleibt. Diese Einschrinkung vereinfacht
nicht nur den Auslegungsprozess, sondern verringert auch den Einfluss der Séttigung auf den
Elektroblechanteil von Ry ep. Als Auslegungsziel wird der Schutz der Magnete vor irreversibler
Entmagnetisierung im bestimmungsgemifen Betrieb bei gleichzeitiger Wirkungsgradmaximie-

rung festgelegt.

£
<
4
~
. T
L )7 B S S E PP TE4 300
— />< _____ HCJ
R A T &
]9 ‘>|<— | I I I I I 250
1 1.5 2 2.5 3 3.5 4 4.5 5
hep / mm

Abbildung 8.16: Wirkungsgrad 7, (aus AM-Simulation) und maximale Feldstirke in den Magneten
Hpm (aus FEM-Simulation) des #-Designs flir verschiedene Werte von /e

Die Ergebnisse der Parameterstudie fiir das #-Design sind in Abbildung 8.16 zusammengefasst.

Selbst fiir den groBten betrachteten Wert he, = Smm wird die intrinsische Koerzitivfeldstirke
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8 Funktionsmusterauslegung

nicht iiberschritten. Wird /e, Kleiner, so wird auch der zugehorige Widerstand Ry, ep verringert,
was sich in einer Reduktion der maximal auftretenden Feldstirke sowie des Wirkungsgrades
bemerkbar macht. Das Effizienzniveau IE4 wird jedoch selbst beim kleinsten betrachteten Wert
I mm deutlich iibertroffen. Um eine gewisse Sicherheit beziiglich der Simulationsungenauigkei-

ten zu besitzen, wird &, beim #-Funktionsmuster zu 3,5 mm festgelegt.

V-Design )
94 T T T T T T T 500

hep / mm

Abbildung 8.17: Wirkungsgrad 7, (aus AM-Simulation) und maximale Feldstirke in den Magneten
Hpy (aus FEM-Simulation) des V-Designs fiir verschiedene Werte von hep

Eine analoge Darstellung der Simulationsergebnisse des V-Designs fiihrt auf Abbildung 8.17.
Hier zeigt sich ab s, = 4mm ein deutlicher Anstieg der Magnetbelastung. Im Gegenzug fillt
der Wirkungsgrad mit sinkender Hohe A, gegeniiber dem #-Design deutlich stérker ab und un-
terschreitet ab einem Luftanteil von 1,5 mm die IE4-Grenze. Fiir den Blechschnitt wird Aep daher

zu 4 mm dimensioniert.
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8.5 Schutz der Magnete vor Gegenfeldern

8.5.4 Vergleich von Streustegverbreiterungs- und Entlastungspfadkonzept

#-Design V-Design
94 —| — > — Variation b, — > — Variation he, ()  Auslegung — — — Hey / M4 l— 94
| |
93 %(9(—‘ _®e><—>< | | 193
| |
% | & _ el x
X2 92 | )( | X 92 X2
~ ~
Hooo e e o e e e I_ — — %_ — L X _____ I x ______ =
S 91 | Y, = |>7<“ 91 &
S X ;
90 | ; Xl 90
I / !
89 : — : : | : 89
300 400 500 600 300 400 500 600
Hpy / kA/m Hpy / kA/m

Abbildung 8.18: Vergleich des Einflusses von Streustegverbreiterung und Entlastungspfad-Luftanteil
auf Wirkungsgrad und Magnetbelastung

Aus Abbildung 8.18 ist ersichtlich, dass die Magnetbelastung im Falle des #-Designs in
erheblichem Malle, beim V-Design hingegen nur in engen Grenzen iiber die Verbreiterung der
Streustege gesteuert werden kann. Bei beiden Motoren ist bei akzeptabler Magnetbelastung ein
deutlicher Wirkungsgradabfall zu vermerken. Dem gegeniiber steht das Entlastungspfadkonzept,
welches bei beiden Motoren eine Reduktion der Maximalfeldstarke von tiber 100 kA /m ohne
nennenswerte Wirkungsgradeinbuflen ermoglicht. Der Wirkungsgrad IE4 wird problemlos

erreicht.

Die Begriindung fiir die Uberlegenheit des Entlastungspfadkonzepts liefert die Betrachtung
der Streustegsittigung. In Abbildung 8.19 sind mittels FEM erzeugtes Feldbilder des #-Design
bei Nutzung der Streustegverbreiterung (bs + = 3mm) sowie des Entlastungspfadkonzepts
(hep = 4mm) dargestellt. In beiden Fillen tritt eine maximale Magnetbelastung von 350 bis
400kA /m auf.

Wihrend des Hochlaufs betrigt die relative Permeabilitit des Streustegbereichs im Falle der
Streustegverbreiterung (linke Seite) etwa 13 und ist damit nicht mehr um GroBenordnungen
hoher als die der Luft, sodass der magnetische Widerstand vergleichbar mit der Kombination

aus Entlastungspfad und schmalem Streusteg (rechte Seite) wird!“l.

[4IEs sei darauf hingewiesen, dass bei derart hohen Sittigungen auch die Stabnut den Streustegbereich magnetisch
entlastet.
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8 Funktionsmusterauslegung

Streustegverbreiterung: Entlastungspfad:
Legende

h =4 mm
ep
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Abbildung 8.19: Vergleich der Sittigungsverhéltnisse im Streustegbereich des #-Design beim Hoch-
lauf sowie im Stationérbetrieb

Im Stationirbetrieb hingegen setzt der verbreiterte Streusteg mit einer relativen Permeabilitéit von
30 dem Streufluss einen deutlich geringeren Widerstand entgegen als die Parallelschaltung aus
Entlastungspfad (¢, = 1) und schmalem Streusteg (u, ~ 15). Daraus folgt, dass das Entlastungs-
pfadkonzept wihrend des Hochlaufs einen vergleichbaren Magnetschutz wie die Streustegver-
breiterung bietet, im Stationirbetrieb jedoch den magnetischen Streufluss stirker begrenzt und
damit fiir einen hoheren Luftspaltfluss sorgt. Dies macht sich in Form eines hoheren Wirkungs-

grades bemerkbar.
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8.6 Analytische Magnetkreismodelle der Funktionsmuster

8.6 Analytische Magnetkreismodelle der Funktionsmuster

8.6.1 Aufbau der magnetischen Netzwerke

Die analytische Modellierung des magnetischen Kreises beider Funktionsmuster erfolgt mit der
in Kapitel 5.2 vorgestellten Vorgehensweise. Die grundlegende Berechnung magnetischer Wi-
dersténde ist in Abschnitt 5.2.2 erldutert, detaillierte Berechnungsvorschriften fiir die einzelnen
Zweige konnen Anhang A.4 entnommen werden. Die magnetischen Spannungsquellen werden
gemil Abschnitt 5.2.4 bestimmt.

Beide Modelle umfassen jeweils ein Polpaar und wiederholen sich periodisch iiber den Umfang
der Maschine. Dementsprechend schlieBt sich beispielsweise der Maschenfluss @y 14 liber die
Widerstinde Ry, 15 bis Ry, 2g. Wie bei dem in Abbildung 5.11 gezeigten Beispielnetzwerk ist
der vollstindige Baum dunkelblau hinterlegt und die Maschenfliisse iiber die freien Zweige als

griine Pfeile eingezeichnet.

Zur Nachbildung des #-Designs wird das aus Abbildung 8.20 ersichtliche Netzwerk genutzt.
Die Beriicksichtigung der Entlastungspfade erfolgt tiber die Widersténde Ry, 33, /36, Welche
parallel zu den Streustegwiderstinden Ry, 59,/ /3, geschaltet sind. Jeder der beiden Magnete

eines Pols wird als einzelne Spannungsquelle ®@pyr modelliert.

Fiir das V-Design erweist sich das in Abbildung 8.21 gezeigte Netzwerkmodell als zweckdien-
lich. Neben einer detaillierten Aufgliederung der Streustegbereiche in je zwei Widerstinde
umfasst das Modell auch die Nachbildung der Entlastungspfade liber die Widerstinde Ry, 41 und

R 4.
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Abbildung 8.20: Analytisches Magnetkreismodell des #-Designs
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Abbildung 8.21: Analytisches Magnetkreismodell des V-Designs
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8 Funktionsmusterauslegung

8.6.2 Modellverifikation mittels FEM

Stromeingeprigter Stationérbetrieb

Zur Beurteilung der Giite des analytischen Magnetkreismodells im Vergleich zur FEM soll
zunéchst der stromeingeprigte Betrieb betrachtet werden. Auch wenn diese Betriebsart im Rah-
men der Arbeit nicht messtechnisch untersucht wird, so bietet sie aufgrund der aus Gleichung
(3.33) ersichtlichen Zusammenhinge doch die Moglichkeit, anhand des inneren Drehmoments
M;,, die berechneten Flussverkettungen beziehungsweise Luftspaltfelder beider Modellierungs-
arten miteinander zu vergleichen. Bei der Simulation wird fiir /; ein fester Wert vorgegeben und

der Bestromungswinkel g in seinem gesamten Wertebereich von —7 bis 7 variiert.

#-Design
40 T T T T T T T
B
30 19 A
20 18 A
17T A
10
=
Z 16 A
~ 0
=) 15 A
E -10
4 A
-20 3A
-30 AM | | 2 A
— — — FEM
1A
_40 | | | | | | |

—1-w —-0.79%-7 —05-w —0.25-7m 0-m 0.25 -7 0.5-m 0.75 - m 17
Yo / rad

Abbildung 8.22: Vergleich des inneren Drehmoments von AM und FEM im stromeingeprégten Sta-
tionérbetrieb (#-Design)

In Abbildung 8.22 (#-Design) beziehungsweise 8.23 (V-Design) sind die aus analytischer und
FEM-Berechnung resultierenden M;;(Ye)-Kennlinienscharen der Funktionsmuster dargestellt.
Gemil Abbildung A.19 entspricht ein positiver Wert von Jg einem positiven g-Strom /g,
weshalb das Vollpoldrehmoment in diesem Bereich positiv ist und ohne Beriicksichtigung der
Sittigung sein Maximum bei 0,57 besitzen wiirde. Das Reluktanzdrehmoment ist aufgrund des
fiir vergrabene Magnete typischen Verhiltnisses Lig < Liq jedoch zwischen 0 und 0,57 negativ

und nimmt fiir groBere Winkel positive Werte an.
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8.6 Analytische Magnetkreismodelle der Funktionsmuster

Wie sich mittels FOURIER-Analyse zeigen lisst, sind die Amplituden von Vollpol- und Reluk-
tanzdrehmoment etwa gleich grol3, weshalb das resultierende Drehmoment zunichst ebenfalls

negative Werte annimmt und sein Maximum bei einem Winkel von ungeféhr 0,757 erreicht.

V-Design
40 T T T T T T T
N
30 19 A
20 | 18 A
17 A
10 +
g
Z 16 A
~ 0 —
=) = 15 A
2 -10 e
4 A
-20 g 3A
30 AM | | 2 A
— — — FEM
1A
_40 1 1 1 1 1 1 1
—1-7 =075 —05-m —0.25 7 0-m 0.25 -7 0.5 -7 0.75 -7 1-7

Yo / rad

Abbildung 8.23: Vergleich des inneren Drehmoments von AM und FEM im stromeingeprigten Sta-
tiondrbetrieb (V-Design)

Speziell bei kleineren Stromen lisst sich eine nahezu exakte Ubereinstimmung der Analytik-
und FEM-Ergebnisse beobachten. Fiir hohere Strome werden analytisch hohere Drehmomente
als mit der FEM berechnet. Eine Begriindung hierfiir liefert die in Abschnitt 5.2.1 disku-
tierte Transformation der Statorgeometrie im analytischen Modell. Da der Stator kupferreich
ausgelegt ist, treten hohe Induktionen im Zahnbereich auf, welche analytisch aufgrund der
fiktiven Zahngeometrie nicht exakt abgebildet werden konnen. Eine Vergleichsrechnung, bei
der die Statorsittigung in beiden Modellen nicht beriicksichtigt wurde, lieferte auch fiir weitaus
hohere Strome (I; = 20A) eine gute Ubereinstimmung der Amplituden. Im interessierenden
Betriebsbereich treten jedoch keine derart hohen Strome auf, weshalb den analytischen Magnet-

kreismodellen eine ausreichende Genauigkeit bescheinigt werden kann.

135



8 Funktionsmusterauslegung

Spannungseingeprigter Stationarbetrieb

Um einen ganzheitlichen Uberblick iiber das Betriebsverhalten der ausgelegten Motoren zu
gewinnen, empfiehlt sich das ,,Abfahren der Stromortskurve durch Variation des Polradwinkels.
Es sei darauf hingewiesen, dass bei den nachfolgend prisentierten Simulationsergebnissen die
Erwidrmung der Motoren nicht beriicksichtigt wurde (7y = 20°C, 9y, = 0K), da der Vergleich

des elektromagnetischen Betriebsverhaltens im Vordergrund steht.

80 T T T

60 -

40

20

X
X FEM

_80 | | | | | | |
—1-7 —-0.7%%-7 —-05-7 —-0.25-7 0-m 0.25 -7 0.5 -7 0.75-m 17

B, / rad

Abbildung 8.24: Vergleich des Wellendrehmoments von AM und FEM im spannungseingeprigten
Stationérbetrieb (#-Design)

Abbildung 8.24 zeigt die per analytischem Modell bestimmte Mw (f3,)-Kennlinie im Vergleich
mit den FEM-Ergebnissen fiir das #-Design. Wie schon bei den M;,(¥p)-Kennlinien aus Ab-
schnitt 8.6.2 ist eine deutlich ausgeprigte Eindellung der Drehmomentkennlinie aufgrund des
Reluktanzeffektes zu beobachten. Dieser Effekt wird vom analytischen Modell im Vergleich
zur FEM sehr gut nachgebildet. Die starke Abweichung der Kennlinie von der fiir Vollpolma-
schinen typischen Sinusform kann sowohl auf die Schenkligkeit des Rotors als auch auf die

Eisensittigung zuriickgefiihrt werden.
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Abbildung 8.25: Vergleich des Wellendrehmoments von AM und FEM im spannungseingeprigten
Stationérbetrieb (V-Design)

Fiir das V-Design ergibt der in Abbildung 8.25 dargestellte Vergleich prinzipiell ein dhnliches
Bild. Fiir betragsmiBig kleine Polradwinkel ist eine sehr gute Ubereinstimmung beider Simula-
tionsmodelle zu beobachten. Bei hoheren Werten von |B,| prognostiziert das analytische Modell
hingegen durchgehend hohere Drehmomentwerte. Daraus ist abzuleiten, dass das analytische
Modell besonders fiir die Betrachtung des Teil- und Volllastbereiches geeignet ist. Zur rechneri-
schen Untersuchung des Uberlastbereiches mit entsprechend hohen Sittigungen ist ein Riickgriff

auf die FEM hingegen unumgénglich.
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9 Versuchsaufbau

9.1 Prototypenbau

Zur Fertigung der in Kapitel 8 vorgestellten Blechschnittgeometrien wurden die einzelnen

Elektrobleche per Laserschnittverfahren hergestellt und anschlieend mittels Backlacktechnik

paketiert. Hierbei wird auf den Axialseiten der Bleche eine Beschichtung aufgebracht, welche

gleichzeitig der elektrischen Isolation und der Herstellung einer stoffschliissigen Verbindung

der einzelnen Bleche untereinander dient.

Bei der Bewicklung der Funktionsmuster-Statoren wurden die aus Tabelle 9.1 ersichtlichen

Werte fiir Wickelkopflange und Nutfiillfaktor realisiert. Im Wickelkopf wurde dabei pro Phase

ein Pt100-Messwiderstand zur Erfassung der Wickelkopftemperatur eingebaut. Der fertig

bandagierte Wickelkopf ist in Abbildung 9.2a zu sehen, wobei die diinnen Zuleitungen zu den

Messwiderstinden und die dicken Zuleitungen zu den einzelnen Phasen fiihren. Die Fixierung

des Statorblechpakets im Gehiuse geschah iiber eine UbermaBpassung (sieche Abbildung A.24).

Tabelle 9.1: Realisierte Nutfiillfaktoren und Wickelkopflingen

kin Lwk
#-Design 46,39 % 146,38 mm
V-Design 44,89 % 147,48 mm

Bei der Rotorfertigung wurden zunichst die Kupferstibe in die Rotornuten eingefiihrt (Abbil-

dung 9.1a) und iiber geschichtete, wasserstrahlgeschnittene Kupferbleche an ihren Enden mit-

einander verbunden (Abbildung 9.1b und 9.1c). AnschlieBend wurden die Kupferbleche mit den

Stdben verlotet (Abbildung 9.1d).
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Ve

(a) Blechpaket im #-Design (b) Kurzschlussring-Kupferblech fiir den Kifig des #-
Funktionsmusters

(c) Herstellung des Kurzschlussrings durch Schichten (d) Detailaufnahme des geldteten Kifigs des V-
der Kupferbleche Funktionsmusters

Abbildung 9.1: Fertigung des Kurzschlusskifigs

Nach der Fertigung des Kurzschlusskifigs wurden die bereits aufmagnetisierten Ferritmagne-
te in die Taschen eingesetzt und mit einem entsprechenden Klebstoff fixiert. Die Welle-Nabe-
Verbindung wurde iiber eine doppelte Passfederverbindung nach DIN 6885-3 hergestellt. In Ab-
bildung 9.2b ist beispielhaft der #-Rotor mit eingesetzten Magnetblocken zu sehen. Das Aus-

wuchten der Rotoren geschah mittels Wuchtkit.
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(a) Wickelkopf des Stators mit Zuleitungen und Tempe- (b) Fertig montierter #-Rotor mit eingesetzten Magnet-
ratursensoren blocken

Abbildung 9.2: Bestiicktes Stator- beziehungsweise Rotorblechpaket

In Abbildung 9.3 sind Stator und Rotor des fertig montierten V-Funktionsmusters zu sehen. Das
Gehduse entspricht dem des Basismotors HEFIE2 1121/4 und dient als Grundlage der in Anhang

A.3 durchgefiihrten Wirmewiderstandsberechnungen.

Abbildung 9.3: Stator und Rotor des V-Funktionsmusters
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9.2 Priifstandsaufbau und Messkonzepte

9.2.1 Messung des stationiren Betriebsverhaltens

In Abbildung 9.4 ist der konzeptionelle Priifstandsaufbau zur Erfassung des stationédren Betriebs-
verhaltens dargestellt. Zentrale Komponente des Priifstands ist das Leistungsmessgerit LMG
500 der Fa. ZES ZIMMER Electronic Systems GmbH, welches sowohl die direkte Messung von
Spannung und Strom als auch die Auswertung von Analogsignalen iiber den SUB-D-Standard
ermdglicht. Nachfolgend werden die einzelnen Priifstandskomponenten sowie die Messdatener-

fassung erldutert.

L7~" 888 elstungsmessgerat
| =5 _“| Lei ,
\ 1 uswertegerat 1 Auswertegerit
‘ © mm .
V % Pt100-Widerstinde Messwelle
{ ]
\%
-
Statorwicklung Priifling Messwelle Lastmaschine
V b 1 Uperr = 400V Stelltrans- ~ Frequenz-
ariabes ey = S0 Hz formator _ | umrichter
1 1 a) b)

Abbildung 9.4: Priifstandskonzept zur Erprobung des stationédren Betriebsverhaltens

Mechanischer Versuchsaufbau

Zur Erfassung der mechanischen Vorgéinge wird der Priifling iiber eine Drehmomentmesswelle
des Typs Kistler 4503A mit einer Lastmaschine geméfl Abbildung 9.4 gekuppelt. Die genannte
Messwelle besitzt einen zuldssigen Messbereich von 0 bis 200 Nm, wobei die Obergrenze zur
Erhohung der Messgenauigkeit auch in einem zweiten Messbereich auf 40 N m reduziert werden
kann. Diese im Vergleich zum Funktionsmusterkippdrehmoment hoch anmutende Grenze bietet
den Vorteil, dass die Inbetriebnahme des Priiflings durch den Hochlauf am Stelltransformator

erfolgen kann, die Notwendigkeit einer Synchronisationseinrichtung entfillt.

Bei der Lastmaschine handelt es sich um eine Gleichstrommaschine des Typs Siemens

AQG.992-4, welche wahlweise drehzahl- oder stromgeregelt betrieben werden kann. Ersterer
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9.2 Priifstandsautbau und Messkonzepte

Abbildung 9.5: Von links nach rechts: Priifling, Drehmomentmesswelle und Lastmaschine

Betriebsmodus ermdglicht die Durchfiihrung von EMK!!l-Messungen, wihrend der stromgere-
gelte Betrieb die Einstellung eines konstanten Lastdrehmoments ermoglicht. Die Auswertung
der Drehzahl- und Drehmomentdaten der Messwelle erfolgt liber das Auswertegerit Kistler Co-
Mo Torque 4700B. Die mechanischen Daten werden iiber den SUB-D-Anschluss in das LMG
500 tibertragen, woraus dieses abgeleitete GroB3en wie die mechanische Leistung oder den Wir-

kungsgrad berechnen kann.

Elektrischer Versuchsaufbau

Die dreiphasige Wicklung des Stators ist, wie in Kapitel 8 beschrieben, stets im Stern verschal-
tet. Die Spannungsversorgung geschieht tiber das Schiitz S1, welches je nach darzustellendem
Betriebsfall mit der Sekundirseite des Stelltransformators a) oder des Umrichters b) verschaltet
ist. Die genannten Komponenten sind auf ihrer Primirseite direkt an das Niederspannungsnetz
angeschlossen. Zwei der drei motorenseitigen Phasen sind auBerdem iiber das Schiitz S2 mit
einer Gleichstromquelle (DC) gekoppelt, welche zur Messung der mittleren Wicklungstempera-
tur dient. S1 und S2 sind zur Vermeidung von Bedienungsfehlern wechselseitig verriegelt, das

heiflt, solange S1 durchschaltet, kann S2 nicht eingeschaltet werden und umgekehrt.

Bei dem verwendeten Umrichter handelt es sich um einen ServoOne SO84.032 der Fa. LTI Mo-
tion GmbH. Dieser luftgekiihlte Umrichter kann auf seiner Sekundirseite einen Maximalstrom
von 32 A bei einer Ausgangsspannung von 380V (verkettet) und einer Grundschwingungsfre-
quenz von OHz bis 1600 Hz liefern. Die Schaltfrequenz der Endstufe kann zu 4, 8, 12 oder
16 kHz gewihlt werden; fiir die Versuche wurde sie auf 12 kHz eingestellt. [LTI17]

[IMit EMK (elektromotorischer Kraft) wird die von der Rotorerregung induzierte Polradspannung bezeichnet.
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9 Versuchsautbau

Der Spannungsabfall iiber den Maschinenklemmen wird tiber entsprechende Messkabel direkt
an den Messeingdngen des LMG 500 erfasst. Fiir die Strommessung werden Nullflusswand-
ler des Typs PCT200 verwendet. Diese werden iiber Adapterkabel mit den Messeingédngen des
LMG 500 verbunden. Sowohl Strom- als auch Spannungsmessung erfolgen wie in Abbildung

9.4 dargestellt dreiphasig.

Einschaltvorgang

Zur Vermessung des Priiflingsverhaltens im Netzbetrieb wird dieser iiber den Stelltransformator
und das Schiitz S1 ans Netz geschaltet. Aufgrund des Kurzschlusskifigs beschleunigt der
Priifling den Antriebsstrang anschliefend auf die synchrone Drehzahl. Um die beim Einschalt-
vorgang typischerweise auftretenden hohen Strom- und Drehmomentspitzen zu vermeiden,
wird die Klemmenspannung der Maschine mit dem Stelltransformator dabei auf etwa ¥ der
Bemessungsspannung reduziert. Nach Erreichen der synchronen Drehzahl wird die Klemmen-
spannung auf den Bemessungswert angehoben. Anschlieend wird die Gleichstrommaschine

eingeschaltet und so die Belastung des Priiflings hergestellt.

Wird der Umrichterbetrieb untersucht, so kann der Priifling mittels einer Rampenfunktion fiir
Frequenz und Spannung besonders materialschonend auf die gewiinschte Drehzahl gebracht
werden. Die Gleichstrommaschine wird auch in diesem Fall erst nach Erreichen des stationiren

Leerlaufs eingeschaltet.

Erfassung der mittleren Wicklungsiibertemperatur

Zur Messung der mittleren Wicklungsiibertemperatur im Stationérbetrieb wird der Priifling
nach Erreichen des thermisch eingeschwungenen Zustands iiber das Schiitz S1 abgeschaltet
und mit der Lastmaschine abgebremst. Anschlieend wird iiber das Schiitz S2 ein geringer
Gleichstrom in die Wicklung eingeprigt und die zeitliche Anderung des Spannungsabfalls iiber
die Wicklung messtechnisch erfasst. Hierdurch kann tiber das OHM’sche Gesetz der zeitliche
Verlauf des Wicklungswiderstands wéhrend des Abkiihlvorgangs bestimmt werden. Die Er-
kennung des thermischen Aquilibriums erfolgt dabei mit den im Wickelkopf eingebrachten

Pt100-Temperaturmesswiderstdnden.

Wird von einer exponentiellen Anndherung der Wicklungstemperatur 7, an die Umgebungstem-
peratur Ty ausgegangen, so kann durch Extrapolation des zeitlichen Widerstandverlaufs auf den
Wicklungswiderstand zum Abschaltzeitpunkt geschlossen werden. In Anlehnung an Abschnitt
3.4.1 gilt:

R (Tw) =R1(20°C) - [1 4+ oy - (O + Ty —20°C)] . (CAY
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9.2 Priifstandsaufbau und Messkonzepte

Damit kann die Wicklungsiibertemperatur 9, bestimmt werden.

R (TW) 1
%= (R 20°c) ) %o F20°CTi 9.2
N (R1(2O°C) cut u 9.2)
o Lol ' ' . . 2000
| | .
— — — Totzeitbereich 11500
T (gemessen)
T, (berechnet) -
— — — Ty (extrapoliert) 41000 '

X T, (Stationérbetrieb)

500

n / m

Abbildung 9.6: Beispielhafte Darstellung der Wicklungstemperaturermittlung

Abbildung 9.6 zeigt beispielhaft den aus der Widerstandsmessung hervorgehenden zeitlichen
Temperaturverlauf fiir den Bemessungsbetrieb des #-Funktionsmusters. Der Priifling wurde zum
Zeitpunkt ¢ = 1s abgeschaltet, der erste Temperaturwert wurde bei ¢+ = 11,3 s aufgenommen.
Die Zeitdifferenz (,,Totzeit*) ist zum einen auf die Dauer des Abbremsvorgangs, zum anderen
aber auch auf die Einschwingzeit des Gleichstroms zuriickzufiihren?!. Es ist zu erkennen, dass
die mittlere Wicklungstemperatur stets unter der Wickelkopftemperatur liegt und beide Verlaufe

einer exponentiellen, asymptotischen Anniherung an die Umgebungstemperatur gehorchen.

Verlusttrennung

Mit Kenntnis der mittleren Wicklungstemperatur konnen die gemessenen Verluste in
Statorkupfer-, Reibungs-, Ummagnetisierungs- und gegebenenfalls Pulsungsverluste aufgeteilt
werden. Die Statorkupferverluste Py cy,; konnen mit dem gemessenen Strom-Effektivwert und
der Wicklungstemperatur mittels Gleichung (3.36) unter Beriicksichtigung von (3.51) bestimmt
werden. Zur Ermittlung der Liiftungs- und Reibungsverluste sei auf Abschnitt 10.1.2 verwiesen.
Fiir die Summe aus Ummagnetisierungs- und der im Umrichterbetrieb entstehenden Pulsungs-
verluste (siehe hierzu Abschnitt 10.2.2) ergibt sich:

Pv7Fe +Pv,puls =P —Py— Pv7Cu71 - Pv,reib . 9.3)

[21Um sicherzugehen, dass keine transienten Effekte beim Aufbau des Gleichstroms die Messung verfilschen, wer-
den die ersten Messwerte verworfen.

145



9 Versuchsautbau

9.2.2 Messung des transienten Betriebsverhaltens

Im Fokus der transienten Messungen steht die Ermittlung der Intrittfall- und Spannungsgrenze!>!.
Hierfiir wird sowohl eine definiert drehzahlabhéngige Last als auch eine variable Einstellung des
Gesamttragheitsmoments benotigt. Wie in Abschnitt 6.3 erliutert, kann eine lineare Last mit
Hilfe einer generatorisch arbeitenden Gleichstrommaschine realisiert werden, deren Ankerkreis
iiber einen Zusatzwiderstand kurzgeschlossen ist. Durch Anderung des Zusatzwiderstands oder
der Erregung kann dann gezielt das synchrone Lastdrehmoment Mgy, eingestellt werden. Zur
Variation des Triagheitsmoments wurde im Rahmen dieser Arbeit eine nachfolgend als Schwung-
massenanlage bezeichnete Apparatur entwickelt, deren Aufbau und Funktionsprinzip ausfiihrlich
in Anhang A.6 beschrieben wird. Die Integration dieser Komponenten in das diskutierte Stati-

ondrpriifstandskonzept fiihrt auf den in Abbildung 9.7 gezeigten Aufbau.

| Leistungsmessgerét

[IITL)
e
i

N e — T
\\O\\) Y, 51 Statorwicklung Priifling Messwelle  Schwungmassenanlage  Lastmaschine

Auswertegerét
Messwelle

uswertegerat
Pt100-Widerstdnde

O]
I g}

V - 1 U, =400V Netzan- Stelltrans- ~ Frequenz-
vanabel . = 50Hz o’ schluss formator umrichter
: a) b) c)

Abbildung 9.7: Priifstandskonzept zur Erprobung des transienten Betriebsverhaltens

Mechanischer Versuchsaufbau

Fiir die Messung der mechanischen GroBen kommt die Drehmomentmesswelle Kistler 4520A
mit einem Maximaldrehmoment von 200 Nm zum Einsatz, welche zwischen Priifling und
Schwungmassenanlage montiert ist. Die Schwungmassenanlage selbst erlaubt, wie in Anhang
A.6 erliutert, eine stufenweise Anderung des Trigheitsmoments durch die Montage definierter
Scheiben. Bezogen auf das Rotortrigheitsmoment der Funktionsmuster konnen Schwungmas-
senfaktoren ky von 1,8 bis 7,9 mit dem gezeigten Aufbau realisiert werden. Abbildung 9.8 zeigt

den mechanischen Priifstandsaufbau.

[31Zur Begriffsdefinitionsdefinition siche Abschnitt 10.3.2.
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9.2 Priifstandsaufbau und Messkonzepte

Abbildung 9.8: Von links nach rechts: Priifling, Drehmomentmesswelle, Schwungmassenanlage und
Lastmaschine

Elektrischer Versuchsaufbau

Der elektrische Aufbau entspricht weitestgehend dem des Stationirpriifstands. Schiitz S2 und
die Gleichstromquelle entfallen, da die genaue Erfassung der mittleren Wicklungstemperatur
nicht vonnoten ist. Bei den Energieversorgungsoptionen kommt zum Stelltransformator und

Umrichter der direkte Netzanschluss hinzu.

Da wihrend des Hochlaufs hohe Strome auftreten, ist der fiir die Stationdrversuche gewihlte
Umrichter fiir den transienten Betrieb nicht hinreichend dimensioniert. Daher wird fiir die
transiente Erprobung der Umrichtertyp COMBIVERT 20F5 der Fa. KEB Automation KG
eingesetzt, welcher ausgangsseitig einen Maximalstrom von 75 A bei einer Ausgangsspannung
von 400 V (verkettet) und einer Grundschwingungsfrequenz von 0 Hz bis 800 Hz bereitzustellen
vermag [KEB18]. Dieser Strom entspricht in etwa dem 8- bis 9-fachen Bemessungsstrom der

Funktionsmuster, was erfahrungsgemilf fiir PMLS-Motoren ausreichend ist.

Zur Erzeugung des drehzahlabhédngigen Lastdrehmoments dient eine fremderregte Gleichstrom-
maschine des Typs Helmke GVK90-02, deren Ankerwicklung iiber einen Widerstand Rz,
kurzgeschlossen ist. Die Erregerwicklung wird durch eine einstellbare Gleichstromquelle ge-
speist. Das stationédre Betriebsverhalten der Gleichstrommaschine kann somit iiber die nachfol-

genden Gleichungen beschrieben werden [Sei93].

U=k - CI)Erreger n (9.4a)
Ui
IAnker = (9.4b)
e RAnker + Rzusatz
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9 Versuchsautbau

. ki ‘q)Erreger

Mip - 2.1 : IAnker (940)

Damit ergibt sich das generatorische Drehmoment der Gleichstrommaschine zu

. (kl . (I)Erreger)z ) n
RAnker +RZusatz 2-m ’

9.5)

ip

wodurch der gewlinschte lineare Anstieg des Lastdrehmoments mit der Drehzahl realisiert ist.

148



10 Messtechnische Erprobung im direkten

Vergleich zur Simulation

10.1 Untersuchungen bei fremdangetriebenem Priifling

10.1.1 Induzierte Spannung
Uberpriifung der Wicklungssymmetrie

Die Uberpriifung der Wicklungssymmetrie kann bei Drehfeldmaschinen mit Rotorerregung
durch Messung der induzierten Spannung beziehungsweise EMK erfolgen. Hierfiir wird der
Priifling fremdangetrieben und die in den Stringen induzierte Spannung aufgezeichnet. Dazu
wird der Sternpunkt des Priiflings herausgefiihrt und die Spannungsdifferenz zwischen Zulei-
tung und Sternpunkt bei gedffneten Motorklemmen mit einem Oszilloskop erfasst. Der zeitliche
Verlauf der Strangspannungen ist aus Abbildung 10.1 ersichtlich. Bei beiden Funktionsmustern
zeigt sich eine gute Ubereinstimmung der einzelnen Phasen, sodass von einem symmetrischen

Wicklungsaufbau und einer gleichmifBigen Magnetisierung der Ferritmagnete auszugehen ist.

#-Design V-Design
Strang V Strang W I . 150

150 : i Strang U

100 AT M 1100
I W I ]

50 /_/ S ) 50
0 : f 10
50 | 1t 1-50
-100 W/j ] 1-100

-150 : : : : : : -150
0 0.005  0.01 0.015  0.02 0 0.005 001 0015  0.02

t/s t/s

Abbildung 10.1: EMK der beiden Funktionsmuster (n = 1500 min~’, Tem ~ Ty = 22°C)

Ustr /V
Ustr /V
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10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation

Vergleich von Simulation und Messung

Zur Uberpriifung der Modellgiite des magnetischen Kreises wird nachfolgend ein Abgleich der
Simulations- mit den Messergebnissen durchgefiihrt. Abbildung 10.2 zeigt den direkten Ver-
gleich der gemessenen und per FEM berechneten Zeitverldufe (B, = 430mT).

#-Design V-Design

150 4| FEM (B, = 430 mT) FEM (B, = 400 mT) Messung |7 150

100 | 1100
> >
~ ~

50 150

0 L4 - - - - L. - - - 0
0  0.002 0.004 0.006 0008 0.01 0 0002 0004 0.006 0.008 0.01

t/s t/s

Abbildung 10.2: Vergleich der simulierten und der gemessenen EMK

Der grafische Vergleich ergibt bei beiden Funktionsmustern eine deutliche Abweichung. Diese
Differenzen machen sich auch in der Grundschwingungsamplitude der induzierten Spannungen

bemerkbar, wie Tabelle 10.1 zu entnehmen ist.

Tabelle 10.1: Vergleich der Grundschwingungsamplitude i, (B, = 430mT)

Funktionsmuster | Messung / V FEM /V AM/V
#-Design 99,37 107,47 111,21
V-Design 102,15 110,54 115,66

Eine fehlerhafte Bewicklung der Statoren beider Funktionsmuster konnte aufgrund der Kenntnis
des blanken Kupferquerschnitts der Leiter und der Leiterlinge durch eine Widerstandsmes-
sung ausgeschlossen werden. Wie in Abschnitt 3.4.3 diskutiert, ist durch die simulativ nicht
beriicksichtigten Axialstreuung @ keine derart groe Abweichung zu erwarten. Da die Blech-
schnittgeometrie vor dem Verbau vermessen wurde, ist ein groBerer Fertigungsfehler beim
Lasern der Blechpakete ebenfalls auszuschlieBen. Als mogliche Ursachen verbleiben daher
Materialabweichungen im Elektroblech oder eine Teilentmagnetisierung der Magnete vor oder
wihrend des Einbaus. Konkret konnte beispielsweise eine von den Herstellerabgaben abwei-
chende B(H )-Kurve des Blechs den Streustegwiderstand verringern. Die zur Uberpriifung dieser
Moglichkeit durchgefiihrten Simulationen zeigten jedoch, dass der Einfluss der B(H )-Kurve auf
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10.1 Untersuchungen bei fremdangetriebenem Priifling

die EMK &duflerst begrenzt ist. Dies kann darauf zuriickgefiihrt werden, dass der magnetische
Spannungsabfall im Magneten selbst sowie im Luftspalt gegeniiber dem im Elektroblech

dominant ist.

Eine Teilentmagnetisierung ohne Fremdfeldeinfluss kann dann auftreten, wenn die B(H)-
Kennlinie des Magneten einen ,,Knick™ im zweiten Quadranten aufweist und sich ein entspre-
chend ungiinstiger Arbeitspunkt einstellt, was beispielsweise bei Lagerung des Magneten au-
Berhalb des Magnetkreises der Fall sein kann. Eine detaillierte Untersuchung dieses Effektes
ist in Anhang A.8 zu finden. Dort wird gezeigt, dass in solchen Fillen sinnvollerweise mit ei-
ner ,stabilisierten” Kennlinie zu arbeiten ist, welche aus den Messdaten abgeleitet werden kann.
Abbildung 10.3 zeigt auf Basis der Erkenntnisse aus Anhang A.8 die aus den Herstellerangaben
abgeleitete idealisierte Kennlinie, die (angenommene) urspriingliche reale Kennlinie mit Knick

sowie die stabilisierte, dauerhafte Kennlinie.

T T T T T T T 0.5
— — — Idealisierte Kennlinie aus Datenblatt
L Angenommene Kennlinie vor Stabilisierung 0.4
— — — Angenommene Kennlinie nach Stabilisierung
- -4 0.3 —
~
- {029
= <40.1
- 0
-400 -350 -300 -250 -200 -150 -100 -50 0

H /KA -m!

Abbildung 10.3: Aus Herstellerangaben und Messergebnissen abgeleitete B(H )-Kennlinienverldufe
von NMF-12J im zweiten Quadranten vor und nach der Stabilisierung

Der Abgleich von Simulations- und Messdaten ergibt einen Remanenzverlust um circa 7 %,
weshalb im Weiteren mit B, = 400mT gerechnet wird. Fiir diesen Wert ergibt sich eine gute
Ubereinstimmung gemiB Abbildung 10.2 und Tabelle 10.2.

Tabelle 10.2: Vergleich der Grundschwingungsamplitude #;, (B, = 400mT)

Funktionsmuster | Messung/V FEM /V AM/V
#-Design 99,37 98,07 101,45
V-Design 102,15 100,95 105,52

Eine weitere Entmagnetisierung nach Durchfiihrung der Intrittfallmessungen ist nicht festzustel-

len. Es kann daher von einer betriebssicheren Auslegung der Motoren ausgegangen werden.
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10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation

10.1.2 Reibungsverluste

Beim Fremdantrieb einer permanentmagneterregten Maschine treten neben der Lager- und
Liifterreibung P, rej, auch Ummagnetisierungsverluste im Stidnder aufgrund des drehenden Ro-
torfeldes auf. Aus diesem Grund wird zur Bestimmung von P, ., der Basismotor herangezogen.
Es sei darauf hingewiesen, dass die Luftverwirbelungsverluste im Luftspalt des Basismotors
sich von denen der Funktionsmuster unterscheiden, da letztere einen mehr als doppelt so grofen
Luftspalt aufweisen. In Anbetracht der Geringfiigigkeit dieses Verlustanteils kann dieser syste-

matische Fehler jedoch vernachlissigt werden!!).

20 T T T T T <
X Messwerte mit LR
X Messwerte ohne LR
15 Interpolationsfunktion mit LR 7
g Interpolationsfunktion ohne LR
~
= 10 -
A7
5L
0 | | | |
0 250 500 750 1000 1250 1500
n / min™!

Abbildung 10.4: Messtechnisch ermittelte Reibungsverluste

Durch eine Messung ohne montiertes Liifterrad (LR) kann der Anteil der Lager- an den Gesamt-
reibungsverlusten ermittelt werden. Die Ergebnisse der Untersuchung sind in Abbildung 10.4
dargestellt. Fiir die Interpolationsfunktionen werden Polynom-Ansitze der zweiten (ohne LR)

beziehungsweise dritten (mit LR) Ordnung genutzt (n in Umdrehungen pro Sekunde).

Py reibmitk = 71-0,216Ws+n?-0,149Ws? +1-0,299- 10 W s (10.1a)
Py reib.ohneLR= - 0,247W's +n*- 8,429 . 10 W s* (10.1b)

(I Mittels der in [TR44; Yam62] vorgestellten Erkenntnisse wurde eine Abschitzung der Luftverwirbelungsverluste
vorgenommen. Es zeigte sich, dass diese im Vergleich zu den gemessenen Gesamtreibungsverlusten verschwin-
dend gering sind, weshalb eine Vernachlidssigung gerechtfertigt erscheint.
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10.1 Untersuchungen bei fremdangetriebenem Priifling

10.1.3 Bremssattel

Bei einem PMLS-Motor tritt wihrend des Hochlaufs neben dem motorischen Kéfiglduferdreh-
moment auch ein der Beschleunigung entgegenwirkender Bremssattel auf. Ursédchlich hierfiir ist
der PM-Fluss, welcher im Asynchronismus Spannungen mit der Frequenz fpy = p-n # f] in
die Statorwicklung induziert. Fiir das dadurch getriebene Drehstromsystem gleicher Frequenz
kann das Netz in guter Niherung als Kurzschluss angesehen werden [Binl12]. Die Verluste, die
dieses Drehstromsystem verursacht, wirken als bremsendes Drehmoment auf den Rotor und

verschlechtern somit die Intrittfallfadhigkeit der Maschine.

Zur messtechnischen Identifikation des Bremsdrehmoments in Abhingigkeit der Drehzahl wer-
den die offenen Klemmen der Statorwicklung im Stern!?! kurzgeschlossen und der Motor fremd-
angetrieben. Fiir das Bremsdrehmoment bildet sich nach Abzug der aus Abschnitt 10.1.2 be-
kannten Reibungsverluste und der bei offenen Klemmen messbaren Ummagnetisierungsverluste

der charakteristische, in Abbildung 10.5 dargestellte Sattelverlauf aus.

+  Messwerte #-Design
+  Messwerte V-Design
-4 - Interpolationsfunktion #-Design |
Interpolationsfunktion V-Design

_5 | | | | |
0 250 500 750 1000 1250 1500

n / min!

Abbildung 10.5: Bremssattel beider Funktionsmuster in Abhiingigkeit der Drehzahl

Die interpolierte Kennlinie entspricht prinzipiell dem punktsymmetrisch um nygy, /2 gespiegelten
Drehmomentverlauf eines ASM, was auf die Analogie der Drehmomentbildung zuriickzufiihren
ist. Das Kippdrehmoment des Bremssattels beim #-Design betrigt 4,5 Nm, das des V-Designs
trotz nahezu identischer Grundschwingungsamplitude der EMK lediglich 3,6 Nm. Ein Grund
hierfiir konnten Oberschwingungsstrome sein, welche von der EMK des #-Designs in htherem

MafBe erzeugt werden und zusitzliche Verluste verursachen.

[2IIm Netzbetrieb schlieBt sich das Statorsystem iiber einen Generator oder Transformator kurz, welcher im Allge-
meinen ebenfalls im Stern geschaltet ist.
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10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation

10.2 Stationiares Betriebsverhalten

10.2.1 Netzbetrieb

Die messtechnische Untersuchung des stationidren Netzbetriebs erfolgte zwischen 2/4- und 5/4-
Last bei Bemessungsspannung und -frequenz. Die Umgebungstemperatur betrug etwa 22 °C. Die
dabei aufgenommenen Werte des #-Funktionsmusters sind in Abbildung 10.6 zu sehen, die des
V-Musters in Abbildung 10.7. Die Darstellungen enthalten weiterhin die entsprechenden Simu-

lationsergebnisse aus analytischer und FEM-Rechnung unter Beriicksichtigung der verringerten

Magnetremanenz.
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Abbildung 10.6: Simulations- und Messergebnisse des #-Designs im Vergleich
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Fiir beide Funktionsmuster lisst sich eine sehr gute Ubereinstimmung von FEM und Messung
speziell beim Wirkungsgrad feststellen. Die Wirkungsgradberechnung des analytischen Mo-
dells ergibt im Vergleich zu Messung und FEM im Teillastbereich kleinere, im Uberlastbereich
hingegen groflere Werte. Das Erreichen des Auslegungsziels ,,Energieeffizienzklasse 1E4 bei
4kW* wird durch die Messergebnisse bestitigt. Ist lediglich die Einhaltung der Effizienzklas-
se IE3 gefordert, so kann ein deutlich grofleres Leistungsspektrum von 1 kW bis 5 kW abgedeckt
werden. Wie die Temperaturmessungen zeigen, ist der Dauerbetrieb bei 5/s-Uberlast auch aus

thermischer Sicht unbedenklich.
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Abbildung 10.7: Simulations- und Messergebnisse des V-Designs im Vergleich

155



10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation

Der Magnetisierungsstrombedarf der Funktionsmuster wird von der FEM tendenziell zu gering
eingeschitzt, was sich darin duflert, dass die Stromaufnahme im Vergleich zur Messung zu
niedrig, der Leistungsfaktor hingegen zu hoch bestimmt wird. Diese Abweichungen fallen fiir
das V-Design deutlich grofler aus als fiir das #-Design. Als mogliche Begriindung hierfiir ldsst
sich der Einfluss von Welle und Passfeder heranziehen. Wihrend beim #-Design nahezu der
gesamte magnetische Fluss iiber das Elektroblech geleitet wird, wirkt die Welle beim V-Design
als flussfiihrende ,,Rotorjochentlastung™ in der Umgebung des Entlastungspfades. Entsprechend
stark wirken sich Unsicherheiten bei den Materialdaten der (ferromagnetischen) Welle sowie
bei den geometrischen Verhiltnissen in der Passfedernut aus. Das analytische Modell hingegen

erreicht bei Teillast eine sehr gute Ubereinstimmung mit den Messwerten.

Abschlieend sei noch auf die Temperaturberechnung eingegangen. Fiir die FEM-Berechnung
wurde der gerundete Messwert zu Grunde gelegt, weshalb beide Werte abgesehen von Run-
dungsfehlern iibereinstimmen. Fiir das analytische Modell wurde hingegen das thermische
Ersatznetzwerk gemdll Kapitel 4 herangezogen. Der in Anhang A.3.5 gezeigte Fehler bei der
analytischen Berechnung von Ry, gy wirkt sich auf das thermische Modell nicht allzu stark
aus, was sich in der guten Ubereinstimmung zwischen Messung und analytischer Berechnung
speziell im Teillastbereich bemerkbar macht. Im Uberlastbereich hingegen werden speziell
beim V-Muster die Verluste (sieche Wirkungsgrad) und damit auch die Erwarmung durch das

analytische Modell zu klein berechnet.
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10.2 Stationires Betriebsverhalten

10.2.2 Umrichterbetrieb

Zusatzverluste im Umrichterbetrieb

Beim Betrieb der Funktionsmuster am pulsenden Frequenzumrichter treten im Vergleich
zum Netzbetrieb zusitzliche Verluste auf, die auf die im Pulsmuster enthaltenen Spannungs-
oberschwingungen zuriickzufiihren sind. Die hiervon getriebenen Oberschwingungsstrome

verursachen zusitzliche Ummagnetisierungs- und Stromwédrmeverluste. [Kle80]

Bei netzstartfahigen Motoren empfiehlt sich zur Identifikation dieser Pulsungsverluste Py s €i-
ne Vergleichsmessung am Netz mit identischer Last und Grundschwingungsspannung. Sofern
kein beliebig frequenzstellbares Netz zur Verfiigung steht, konnen aus dieser Messung jedoch
lediglich Erkenntnisse iiber die Verlustaufteilung bei Netzfrequenz gewonnen werden. Aus die-
sem Grund wurde im Signalpfad des Leistungsmessgerits analog zu [Ret16] ein Tiefpass zwi-
schengeschaltet, dessen Eckfrequenz der halben Pulsfrequenz entspricht. Abbildung 10.8 zeigt
die Pulsungs- und Ummagnetisierungsverluste mit und ohne Tiefpass sowie die Ergebnisse der

Netzmessung fiir das #-Design bei quadratischer Lastkennlinie.

150 T . T T
—+) Ohne Filter 0
—+£) Mit Filter Q
g —& Netzbetrieb
~ 100 | & ¢ .
20 ¢ o
A
+ ()
) )
0
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n / min~!

Abbildung 10.8: Messtechnisch ermittelte Pulsungs- und Ummagnetisierungsverluste

Aus den gezeigten Daten geht hervor, dass die durch den Tiefpass verursachte Messdifferenz
im untersuchten Drehzahlbereich nahezu drehzahlunabhiingig ist. Weitere Messungen zeigten
in Ubereinstimmung mit [Kle80], dass den Pulsungsverlusten niherungsweise auch Lastun-
abhingigkeit unterstellt werden kann. Aus diesen Griinden wurden in den nachfolgend gezeigten
Simulationsergebnissen die Pulsungsverluste durch einen konstanten Wert von 50 W bedacht,
welcher aus dem Vergleich von Netz- und ungefilterter Umrichtermessung bei 1500 min~! her-
vorgeht. Im thermischen Modell werden die Pulsungsverluste gleichmifig den Joch- und den

Zahnummagnetisierungsverlusten zugeschlagen.
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10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation

Betrieb mit quadratischer Lastkennlinie

Der Begriff der quadratischen Last wurde bereits in Kapitel 6.3 erldutert. Fiir die nachfolgen-
den Untersuchungen wird von einer der Funktionsmusterbemessungsleistung angepassten Last

ausgegangen, es gilt also

2 2
n 4000 W n
M, =My, [— ) = . . 10.2
L(n) = Mw, (nr> (2.n.25s—1) (25s—1> (10.2)

Lineare Spannungskennlinie

Da sich gemif Gleichung (3.9) die stationdre synchrone Drehzahl proportional zur Statorfre-
quenz verhilt, wird zur Untersuchung eines interessierenden Arbeitspunktes (n, M (n)) mittels
Frequenzumrichter die entsprechende Grundschwingungsfrequenz eingestellt. Als einfache Re-
gel zur Ermittlung der korrespondierenden Grundschwingungsspannung U; hat sich die Forde-
rung nach einer Aquivalenz der Flussverkettungen v, .d/q bel verschiedenen Frequenzen etabliert.
Wird der Statorwiderstand R; vernachldssigt, so ergibt sich gemif den Gleichungen (3.11a) und
(3.11b) ein proportionaler Anstieg der Spannung mit der Frequenz. Aufgrund der Praxisrelevanz

dieses Ansatzes wurden beide Funktionsmuster entsprechend Gleichung (10.4a) vermessen.
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(a) Wirkungsgrad (b) Stromaufnahme

Abbildung 10.9: Simulations- und Messergebnisse des #-Designs im Vergleich

Die Gegeniiberstellung der Mess- und Simulationsergebnisse ist fiir das #-Design in Abbildung
10.9 und fiir das V-Design in Abbildung 10.10 zu finden.
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10.2 Stationires Betriebsverhalten

Aufgrund der guten Ubereinstimmung der Analytik mit der Messung wird auf eine Untersuchung
mittels FEM verzichtet. Bei den Messergebnissen ist zu beriicksichtigen, dass fiir f; = S0Hz die

Grenzspannung des Umrichters von Uj yerx = 380V erreicht wird.
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Abbildung 10.10: Simulations- und Messergebnisse des V-Designs im Vergleich

Fiir beide Motoren zeigt sich, dass der Teillast-Wirkungsgrad im Umrichterbetrieb deutlich unter
dem im Netzbetrieb liegt. Der Wirkungsgrad bei My = 1/4- My , betridgt im Falle des #-Designs
im Netzbetrieb beispielsweise 85 %, im Umrichterbetrieb hingegen gerade einmal 75 %. Fiir
diese Diskrepanz kann eine Reihe von Griinden genannt werden. Neben den bereits themati-
sierten Pulsungsverlusten ist aufgrund der Maschinengrofle davon auszugehen, dass die Ver-
nachléssigung des Statorwiderstands nicht zuldssig ist und die Klemmenspannung daher nicht
optimal auf die Windungszahl eingestellt ist. Des Weiteren ist zu beriicksichtigen, dass aufgrund
der verringerten Drehzahl die Entwidrmung der Maschine verschlechtert wird.

Optimale Spannungskennlinie

Um zumindest das Problem der nicht angepassten Klemmenspannung zu beheben, wurden mit
dem analytischen Modell Parameterstudien mit variierter Klemmenspannung bei einer quadrati-
schen Lastkennlinie durchgefiihrt. Die Ergebnisse dieser Studien sind in den beiden Abbildungen

10.11 und 10.12 dargestellt. Fiir die Klemmenspannung gilt hierbei
n
Ul,verk - fl ’ SV/HZ - AUl,verk = ]_9 ) 8V/HZ - AUl,verk ) (103)

wobei der jeweilige Wert AU yer auf der Ordinate aufgetragen ist.
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10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation

#-Design
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Abbildung 10.11: Parameterstudie zur Ermittlung der optimalen Klemmenspannung des #-Designs

V-Design
95 %
>
90 %
S
— 185 %
<
80 %
5 %

Abbildung 10.12: Parameterstudie zur Ermittlung der optimalen Klemmenspannung des V-Designs

Es zeigt sich bei beiden Motoren, dass speziell im unteren Drehzahlbereich durch die optimale
Einstellung der Klemmenspannung eine deutliche Wirkungsgradsteigerung zu erreichen ist, bei
steigender Drehzahl wird das Optimum hingegen deutlich flacher. Dies lédsst sich dahingehend
deuten, dass mit steigender Drehzahl die Verhiltnisse immer mehr denen im Netzbetrieb ent-
sprechen. Fiir beide Motoren ergeben sich dieselben Werte fiir die wirkungsgradoptimale Klem-

menspannung gemif Tabelle 10.3.
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10.2 Stationires Betriebsverhalten

Tabelle 10.3: Vergleich der linearen U (f)-Kennlinie mit den wirkungsgradoptimalen Werten fiir
Ul,verk

fi/Hz 25 |30 |35 |40 |45 |50
Upverkginear/V. [ 200 | 240 | 280 | 320 | 360 | 400
Upverkoptimal/V. | 130 [ 170|220 [ 270 | 330 | 380

Die hieraus ersichtliche optimale Spannungskennlinie kann in guter Ndherung (Determinations-
koeffizient R> = 99,7%) durch die Geradengleichung (10.4b) angenihert werden. Im Vergleich
mit der linearen Kennliniengleichung (10.4a) sind eine groere Steigung sowie eine Versetzung

des Ordinatenabschnitts festzustellen.

Ul,verk,]inear = fl : SV/HZ (1043-)
U] ,verk,optimal =~ f1 . 10,17V/HZ — 131,43V (10.4b)

Die Ergebnisse der messtechnischen Uberpriifung kénnen Abbildung 10.13 enthommen werden.
Fiir beide Funktionsmuster ist gerade im Bereich kleinerer Drehzahlen eine deutliche Verbesse-
rung des gemessenen Wirkungsgrades festzustellen. Die Ubereinstimmung mit dem analytischen
Modell ist auch bei optimaler Spannungssteuerung als zufriedenstellend zu bezeichnen. Auf-
grund der bereits erwdhnten Grenzspannung des Umrichters ergeben sich bei hohen Drehzahlen

messtechnisch identische Werte, da die Klemmenspannungen iibereinstimmen.
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X X
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Abbildung 10.13: Vergleich des simulierten und des gemessenen Wirkungsgrades bei linearer und
optimaler Spannungssteuerung
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10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation

10.3 Transientes Betriebsverhalten

10.3.1 Netzbetrieb

Die messtechnische Eingrenzung der Intrittfallgrenze erfolgte durch wiederholte Hochlauf-
versuche auf etwa 1 Nm genau. In den nachfolgenden Darstellungen ist stets die Mitte des so
bestimmten Intervalls markiert, gleiches gilt auch fiir die gezeigten FEM-Ergebnisse. Zwischen
den einzelnen Hochlaufversuchen wurde gewartet, bis die Wicklungstemperatur etwa 27 °C

betrug, um die Vergleichbarkeit der Ergebnisse sicherzustellen.

0.5 F AM .
X FEM
-+ Messung
0 | | | | | | | | |
0 1 2 3 4 ) 6 7 8 9 10

ky | —

Abbildung 10.14: Vergleich von gemessener und simulierter Intrittfallgrenze (#-Design)

Abbildung 10.14 zeigt fiir das #-Design den Vergleich zwischen analytischer Rechnung, FEM-
Simulation und Messung. Generell kann von einer zufriedenstellenden Ubereinstimmung von
Messung und FEM-Ergebnissen gesprochen werden. Auffillig ist die Tatsache, dass im kon-
stanten Kennlinienbereich die Messergebnisse iiber jenen der FEM liegen. Im Hyperbelbereich
ab ky = 2 schneiden sich beide Kennlinien, sodass fiir groe Trigheitsmomente die FEM-Werte
etwas hoher als die Messergebnisse sind. Die analytische Kennlinie liegt zwar iiber den Messwer-
ten, jedoch wird der grundlegende Verlauf der Intrittfallgrenze durch die Analytik gut nachgebil-
det. Aus den Messergebnissen kann abgeleitet werden, dass das Auslegungsziel eines sicheren
Intrittfalls bei ky = 10 und ky; = 1 erreicht wird.
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Abbildung 10.15: Vergleich von gemessener und simulierter Intrittfallgrenze (V-Design)

Die Ergebnisse der Vermessung und Simulation des V-Designs konnen Abbildung 10.15 ent-
nommen werden. Auf eine Diskussion der Ergebnisse soll verzichtet werden, da die Verhiltnisse
zwischen Mess- und Simulationsergebnissen denen des #-Designs entsprechen. Auch hier wird

das Auslegungsziel mit ausreichender Sicherheit erreicht.

10.3.2 Umrichterbetrieb

Grenzkennlinienschar

Bei den nachfolgend diskutierten Intrittfallgrenzen im Umrichterbetrieb ist stets von einem
,harten” Zuschalten des Priiflings an das stationdre, vom Umrichter erzeugte Netz der kon-
stanten Frequenz f| auszugehen. Hiermit soll das nachtrigliche Zuschalten eines Motors an
einen Gruppenumrichter simuliert werden, welcher bereits ein Netz fiir andere Maschinen im

stationdren Betrieb erzeugt.

Die Grundschwingungsspannung des Umrichters wird gemif3 Gleichung (10.4a) als Funk-
tion der Grundschwingungsfrequenz ermittelt. Da bei niedrigen Drehzahlen die notwen-
digen Lastdrehmomente nicht gestellt werden konnen’! und die maximale Umrichter-
Grundschwingungsspannung der Netzspannung entspricht, beschrinken sich die experimentel-

len Untersuchungen auf den Frequenzbereich von 40 Hz bis 50 Hz.

[3]GemiB der Ausfiihrungen in Abschnitt 9.2.2 sinkt das Drehmoment der GSM linear mit der Drehzahl, daher
konnen bei kleinen Frequenzen keine ausreichend hohen Lastdrehmomente mehr erzeugt werden.

163



10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation
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Abbildung 10.16: Vergleich der gemessenen und der simulierten Grenzkennlinienschar im Umrich-

terbetrieb mit linearer U (f)-Kennlinie (#-Design)

Abbildung 10.16 zeigt fiir das #-Design die per Analytik bestimmten Grenzkennlinienscharen im
Vergleich zur Messung, eine entsprechende Darstellung fiir das V-Design ist in Abbildung 10.17
zu finden. Beide Kennlinienscharen zeigen die bereits aus den Netzmessungen bekannte Dis-
krepanz zwischen Messung und analytischer Simulation, der grundsitzliche Verlauf der gemes-
senen Grenzkennlinien kann jedoch durch die Simulationen gut nachgebildet werden. Sowohl

Messung als auch Simulation zeigen eine geringfiigige Verschlechterung der Intrittfallfahigkeit

mit sinkender Frequenz.
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Abbildung 10.17: Vergleich der gemessenen und der simulierten Grenzkennlinienschar im Umrich-

terbetrieb mit linearer U (f)-Kennlinie (V-Design)
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10.3 Transientes Betriebsverhalten

Spannungsgrenze

Die Intrittfallspannung wurde in Kapitel 2.1 als die minimale Grundschwingungsspannung defi-
niert, bei der der Antrieb fiir eine bestimmte Last und Frequenz gerade noch in Tritt fdllt. Wird sie
iiber die Frequenz aufgetragen, so entsteht analog zur Intrittfallgrenze die Spannungsgrenzel!
des Intrittfallvorgangs. Sie wird messtechnisch und simulativ wie die Intrittfallgrenze ermittelt,
wobei diesmal Lastdreh- und Trigheitsmoment festgehalten werden und stattdessen fiir einen

bestimmten Wert von f; der zugehorige Grenzwert Uy yerx gesucht ist.
Tabelle 10.4: Lastfalldefinition fiir die Spannungsgrenzenermittlung

Lastfall 1 (LF1) | Lastfall 2 (LF2) | Lastfall 3 (LF3)
ko /— |18 7.9 1,8
kv /— |0 0 1- f1/50Hz

Fiir die vorliegende Untersuchung werden drei Lastfdlle gemdfl Tabelle 10.4 definiert. Aus
versuchstechnischen Griinden®! wird fiir LF3 ein frequenzabhingiger Endwert der linearen
Lastkennlinie angesetzt. Die untersuchten Trigheitsmomente entsprechen dem minimalen

beziehungsweise maximalen realisierbaren Antriebsstrang-Tragheitsmoment.
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Abbildung 10.18: Vergleich der gemessenen und der simulierten Spannungsgrenze im Umrichterbe-
trieb fiir verschieden Lastfille (#-Design)

[“IDjese ist nicht zu verwechseln mit der stationiren Spannungsgrenze im geregelten, stromeingeprigten Umrich-
terbetrieb. Da selbige Betriebsart jedoch im Rahmen dieser Arbeit keine Rolle spielt, wird die Spannungsgrenze
des Intrittfallvorgangs nachfolgend nur als Spannungsgrenze bezeichnet.
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10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation

Der Vergleich der messtechnisch und simulativ ermittelten Spannungsgrenzen fiir die genannten
Lastfélle kann im Falle des #-Designs Abbildung 10.18 entnommen werden, fiir das V-Design
sei auf Abbildung 10.19 verwiesen. Die gezeigten Kennlinien beschreiben dabei die Grenze
zwischen den hoheren Spannungen, bei denen ein Intrittfall moglich ist, und den niedrigeren

Spannungen, bei denen der Intrittfall misslingt.
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Abbildung 10.19: Vergleich der gemessenen und der simulierten Spannungsgrenze im Umrichterbe-
trieb fiir verschieden Lastfille (V-Design)

Auch fiir die Berechnung der Spannungsgrenze kann eine gute Ubereinstimmung von Si-
mulation und Messung besonders fiir den Lastfall LF3 attestiert werden. Fiir die beiden
lastmomentlosen Félle LF1 und LF2 wird die notwendige Intrittfallspannung mit steigender
Frequenz von der Simulation immer mehr iiberschitzt. Diese Beobachtung kann im Vorgriff
auf Abschnitt 11.2.1 mit dem transienten Hochlaufverhalten des lastfreien Motors an der
Spannungsgrenze erklart werden. Mal3geblich fiir einen erfolgreichen Intrittfall ist hier die
Uberwindung des Bremssattels, welcher bei niedrigen Drehzahlen auftritt (siehe Abschnitt
10.1.3). Mit wachsender Frequenz steigt die simulativ nicht beriicksichtigte Stromverdringung
im Kurzschlusskifig an, was eine Zunahme des Kifigliuferdrehmoments im Drehzahlbereich
des Bremssattels zur Folge hat. Dementsprechend wird bei hoheren Frequenzen die Differenz

zwischen simulierter und gemessener Grenzspannung grofer.

Aus dem Vergleich der Kennlinien wird deutlich, dass die Spannungsgrenze nahezu unabhingig
vom Triagheitsmoment des Antriebsstrangs ist, jedoch stark durch das Lastdrehmoment beein-
flusst wird. Nur bei sehr kleinen Frequenzen treten groere Unterschiede zwischen den Kennli-
nien der Lastfélle LF1 und LF2 auf. In Abschnitt 11.2.1 wird dieses Verhalten simulativ erortert.
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10.4 Kurzunterbrechungen

10.4 Kurzunterbrechungen

10.4.1 Begriffsdefinition

Als Kurzunterbrechung (KU) wird ein Fehlerfall bezeichnet, bei dem die Motorklemmen kurz-
zeitig von der Spannungsversorgung getrennt und anschlieBend wieder verbunden werden. Die
Unterbrechungszeit rky ist dabei so klein, dass die Drehzahl — und damit auch die EMK — nur
geringfiigig absinkt. Bei Wiederherstellung der Verbindung kann abhiingig von der Lage des
Polradwinkels 3, im ungiinstigsten Fall eine Phasenopposition zwischen der induzierten und der

Netzspannung auftreten (Abbildung 10.20).
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Abbildung 10.20: Auftreten der Phasenopposition bei Kurzunterbrechungen

In diesem Fall werden aufgrund des grolen Wertes von Au entsprechend hohe Strome getrieben,
welche ein starkes Statormagnetfeld nach sich ziehen. Wie in Abschnitt 2.3.3 erldutert, konnen
dadurch die Magnete irreversibel entmagnetisiert werden. Dies wird nachfolgend experimentell

anhand des #-Designs tiberpriift.

10.4.2 Messtechnische Untersuchung

Ziel der messtechnischen Untersuchung ist die sequentielle Betrachtung von stetig ungiinstigeren
Werten fiir 8, sodass die partielle Entmagnetisierung direkt in Zusammenhang mit dem jeweils
auftretenden Maximum der Strangstrome gebracht werden kann. Um die Reduktion der EMK

wihrend der Unterbrechungszeit moglichst klein zu halten, soll der Schlupf — also die bezogene
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10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation

Drehzahldifferenz zwischen Synchron- und mechanischer Drehzahl — ebenfalls minimiert
werden. Hierzu wird der Priifling mit einer groen GSM (ky = 38,5) gekoppelt. Zwischen
Priifling und Netz wird eine spezielle Kurzunterbrechungsschaltung eingesetzt, welche mit
einem einstellbaren Zeitrelais versehen ist. Dieses unterbricht die Spannungsversorgung der

Schiitzspule fiir die gewdhlte Zeitspanne.

In einem ersten Schritt wird die Spannungsdifferenz Au in Abhingigkeit der Unterbrechungs-
dauer fxy bestimmt. Dazu wird der Priifling aus dem stationdren Netzbetrieb mit angekoppelter
GSM abgeschaltet und die Spannungsdifferenz zwischen Netz- und zugehoriger Klemmenspan-
nung iiber die Zeit aufgezeichnet. Aufgrund der Symmetrie ist die Betrachtung einer Phase hier-
bei ausreichend. Abbildung 10.21 zeigt die Verldufe von Netz- und Klemmenspannung nach dem
Abschaltzeitpunkt bei rxy = Oms. Mit den schwarzen Kreuzen sind die absoluten Spannungsdif-
ferenzen zu moglichen Wiedereinschaltzeitpunkten dargestellt!>.

e

tKU / ms

Abbildung 10.21: Strangspannungen des #-Priiflings nach der Trennung vom Netz

Die anfinglich exponentielle Abnahme der Klemmenspannung ist auf das Entladen der Mo-
torinduktivitdten iiber Lichtbdgen an den geodffneten Schiitzklemmen zuriickzufiihren. Danach
ist die nahezu konstante EMK zu erkennen, deren Phasenlage zur Netzspannung sich aufgrund
des geringen Schlupfes allmihlich verschiebt. Aus diesem Grund besitzt die Differenzspannung
iiber die Zeit einen sinusformigen Verlauf und wéchst zunédchst an. Nach dem Zeitpunkt der

totalen Phasenopposition bei tgy = 600ms ist wieder eine Abnahme von Au zu beobachten.

BIDie realisierbaren Wiedereinschaltzeitpunkte werden zum einen durch die minimal einstellbare Zeitdifferenz
(10 ms) des genutzten Zeitrelais und zum anderen durch die Schaltverzégerung des Schiitzes selbst festgelegt.
Diese Schaltverzégerung wurde durch entsprechende Messungen zu 67,5 ms bestimmt. Dementsprechend liegt
der erste Wiedereinschaltzeitpunkt bei 67,5 ms, der nichste bei 77,5 ms und so weiter.
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10.4 Kurzunterbrechungen

Zur Durchfiihrung der eigentlichen Versuche wird der Priifling ans Netz geschaltet und die Syn-
chronisation abgewartet. Anschlieend wird mit Hilfe des Zeitrelais das Netzschiitz fiir die Dauer
txu geodffnet und wieder geschlossen. Die am Relais eingestellte Zeit rzg wird dabei mit einer
Schrittweite von 50 ms erhoht. Unter Beriicksichtigung der Schaltverzogerung des Netzschiitzes

von 67,5 ms ergibt sich der Zusammenhang
tzr =tgy — 67,5ms = k-50ms mit k€ Ny . (10.5)

Nach einem Unterbrechungsversuch mit der Einstellung tzr wird mit der angekoppelten GSM
die EMK beziehungsweise die Grundschwingungsamplitude 7, (zr ) bestimmt, um eine etwaige
Entmagnetisierung festzustellen. Das Ergebnis dieser Untersuchung ist in Abbildung 10.22 dar-
gestellt. Neben der Grundschwingungsamplitude ist auch der maximale StromstoB 7, wihrend

der KU iiber die jeweilige Zeiteinstellung aufgetragen.
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Abbildung 10.22: Stromsto3 wihrend und Grundschwingungsamplitude nach der KU iiber rzg

Die Spitzenwerte des Stroms weisen analog zu Au einen sinusartigen Verlauf iiber tzg auf, was
auf die Proportionalitdt von Strom und Spannung zuriickzufiihren ist. Das Verhiltnis zwischen
den maximalen und den minimalen Werten von Au beziehungsweise fabe betrigt aus demselben

Grund in beiden Fillen circa 3.

Fiir die Grundschwingungsamplitude der EMK ist bis einschlieBlich 7zr = 350 ms keine wesent-
liche Anderung zu beobachten!®. Nach der KU mit rzg = 400ms ist hingegen eine Reduktion
von i, um circa 0,9 V erkennbar. Nach der néchsten KU ist ii;, um zusitzliche 1,3 V abgesunken.

Danach ist trotz steigender Stromspitzen keine weitere Entmagnetisierung mehr feststellbar.

[6IDie geringfiigigen Schwankungen um maximal 0,5 V sind auf die Erwirmung der Ferritmagnete und deren hohen
Temperaturkoeffizienten o, zuriickzufiihren.
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10 Messtechnische Erprobung im direkten Vergleich zur Simulation

10.4.3 Diskussion der Ergebnisse

20 - EMK vor den KU-Messungen N
EMK nach den KU-Messungen

0 | | | | | | | | |
0 0.001  0.002 0.003 0.004 0.006 0.006 0.007 0.008 0.009 0.01
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Abbildung 10.23: EMK des #-Designs vor und nach Durchfiihrung der KU-Untersuchungen

Abbildung 10.23 zeigt die EMK des #-Designs im kalten Zustand (Tpy ~ Ty ~ 22°C) vor
und nach Durchfiihrung der Entmagnetisierungsversuche. Aufgrund der Kurzunterbrechungen
wurde die Grundschwingungsamplitude der induzierten Spannung von 100,36V um etwa
2% auf 98,19V abgesenkt. Es ist zu erwarten, dass diese geringfiigige Reduktion keinen
wesentlichen Einfluss auf das stationdre Betriebsverhalten hat. Somit kann der Antrieb in
Bezug auf Kurzunterbrechungen (und die belastungsméifig gleichartigen Reversiervorginge) als

fehlertolerant angesehen werden.

Die Begriindung hierfiir liefert die geringe Hohe der EMK: Im ungiinstigsten Fall (8, = 180°)
liegt eine addierte Spannung von 427 V (Amplitudenwert der Netzspannung plus Maximalwert
der EMK) an. Im Vergleich zum Einschaltvorgang (maximale Spannung von 327 V) betrégt die
Spannungsiiberhohung somit lediglich 30 %. Gleiches gilt fiir die maximalen Spitzenstrome.
Es kann daher davon ausgegangen werden, dass auch die maximale Gegenfeldbelastung um
diese GroBenordnung hoher ist als beim Hochlauf, was auf einen Wert von circa 450kA/m
fiihrt (vergleiche Kapitel 8.5.3). Diese Feldstirke liegt nur geringfiigig tiber dem H j-Wert des
Magneten, weshalb lediglich eine kleine Teilentmagnetisierung zu beobachten ist.

Abschlieend kann somit festgehalten werden, dass ein PMLS-Motor in Ferrittechnik im Hin-
blick auf eine gewiinschte Fehlertoleranz gegeniiber Kurzunterbrechungen reluktanzbetont, das
heift, mit kleiner EMK auszulegen ist. Da hierdurch jedoch auch der Leistungsfaktor absinkt,
liegt ein Zielkonflikt vor, der in Abhéngigkeit der Gewichtung beider Kriterien zu I6sen ist.
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11 Konzeptvergleich

In diesem Kapitel sollen die ausgelegten Funktionsmuster miteinander verglichen und Beson-
derheiten diskutiert werden. Als Mal3stab werden die Ergebnisse der analytischen Simulations-
modelle herangezogen, welche sich — wie im vorhergehenden Kapitel gezeigt — als hinreichend

genaue Beschreibung der Motoren erwiesen haben.

11.1 Stationares Betriebsverhalten

11.1.1 Drehmomentbildung

Bei einem PM-Motor mit vergrabenen Magneten setzt sich das Drehmoment grundsitzlich aus
der Uberlagerung des Vollpoldrehmoments, welches aufgrund der Magnete auftritt, und des
Reluktanzdrehmoments, welches aus der Schenkligkeit des Rotors resultiert, zusammen. Die-
se Aufteilung ist aus Gleichung (3.33b) direkt ersichtlich. Einen quantitativen Vergleich der
Drehmomentbildung beider Funktionsmuster im spannungseingeprigten Betrieb am starren Netz
(U1 yerk = 400V) zeigt Abbildung 11.1.

60 T T T T T T T
—— #-Design: M;, V-Design: M;,
40 _— — — #—Design: MVollpol _— = V—Design: MVollpol
77777 #_DeSign: MReluktanz - V_DeSign: MReluktanz
i ZITEN
20
z
- 0
-20
-40
-60 I I I I I I I
-1 =-0.7-w —-05-w —-0.25-7 0-m 0.25 -7 05-m 0.75-m 1-7

B, / rad
Abbildung 11.1: Aufteilung der M;,(3,)-Kurven in Vollpol- und Reluktanzanteil (R; = 0€2)
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11 Konzeptvergleich

Um die Symmetrie zwischen Motor- und Generatorbetrieb zu wahren, wurde R; bei der Be-
rechnung der gezeigten Kurven vernachléssigt. Es sei darauf hingewiesen, dass das resultierende
Drehmoment aufgrund der Eisensittigung nicht der Uberlagerung beider Anteile entspricht. Fiir
beide Funktionsmuster ist festzuhalten, dass die Amplituden von Vollpol- und Reluktanzdreh-
moment nahezu identisch sind. Der Vollpolanteil ist beim V-Design geringfiigig hoher als beim
#-Design, beim Reluktanzanteil kehrt sich dieses Verhéltnis um. Auffallend ist, dass beim Be-
messungsmoment von 25,46 N m der Reluktanzeffekt drehmomentverringernd wirkt und erst bei

hoher Uberlast die Drehmomentbildung der Motoren unterstiitzt.

11.1.2 Wirkungsgrad und Leistungsfaktor

Der direkte Vergleich beider Funktionsmuster in Bezug auf Wirkungsgrad (Abbildung 11.2a)
und Leistungsfaktor (Abbildung 11.2b) zeigt, dass das #-Design trotz identischer Magnetmate-

rialmenge ein deutlich giinstigeres stationédres Betriebsverhalten aufweist als das V-Design.

100 . . . . . . . 1
— #-Design
0.9 V-Design
0.8
X \
~ ~ 0.7
< ~
80 + ——— #-Design . 0.6+
V-Design
75 | — — — IE4-Grenze| | 0.5 L
— — — IE3-Grenze
70 : : : : : : . 0.4 : . . . . . .
1 15 2 25 3 35 4 45 5 1 15 2 25 3 35 4 45 5
Py | kW Py | kW
(a) Wirkungsgrad (b) Leistungsfaktor

Abbildung 11.2: Stationédres Betriebsverhalten beider Funktionsmuster im Vergleich

Der bessere Wirkungsgrad des #-Designs kann nur teilweise auf den hoheren Nutfiillfaktor
gemdl Tabelle 9.1 zuriickgefiihrt werden. Vielmehr deutet der Vergleich der Leistungsfakto-
ren darauf hin, dass das #-Design allgemein einen geringeren Magnetisierungsstrom benotigt,
wodurch die OHM’schen Verluste verringert werden und der Wirkungsgrad gegeniiber dem V-

Design steigt.
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11.1 Stationires Betriebsverhalten

Tabelle 11.1: Bemessungsdaten beider Funktionsmuster und des Basismotors!!lim Vergleich

ne ! % M| — R(ly) /A Sy /A
#-Design 92,94 0,79 6,21 —4,86
V-Design 92,15 0,73 6,26 —5,80
Basismotor 86,6 0,82 6,64 —4,64

Der direkte zahlenméfBige Vergleich der Betriebsdaten im Bemessungsbetriebspunkt (Tabelle
11.1) untermauert die Richtigkeit dieser Interpretation. Der Realteil des Stroms, welcher im Er-
satzschaltbild aus dem OHM’schen Widerstand und der mechanischen Leistungsabgabe resul-
tiert, ist erwartungsgeméif nahezu identisch, wihrend der Imaginérstrom, der auf die notwendi-
ge Magnetisierungsblindleistung zuriickzufiihren ist, beim V-Design um fast 20 % hoher ist als
beim #-Design. Da der Imaginérstrom negativ ist, muss diese Blindleistung aus dem Netz bezo-
gen werden. Es sei darauf hingewiesen, dass die Leistungsfaktorwerte der Funktionsmuster unter
jenem des Basismotors liegen. Aufgrund der geringen Motorleistung ist dies in Anbetracht der

deutlichen Wirkungsgradsteigerung jedoch akzeptabel.

[I]Herstellerangaben aus [EMO15]
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11 Konzeptvergleich

11.2 Transientes Betriebsverhalten

11.2.1 Vorbetrachtungen

Zum Verstindnis der nachfolgenden Diskussionen ist es hilfreich, zunédchst einen Uberblick
iiber die am Intrittfall beteiligten elektromagnetischen Drehmomente zu erhalten. Hierzu wird
mit der aus der Literatur bekannten Drehmomentgleichung des ASM (siehe etwa [Bin12]) das
Kifiglauferdrehmoment des #-Funktionsmusters fiir verschiedene Kifigmaterialien und Netz-
spannungen berechnet (Abbildung 11.3). Die Zahl hinter der Materialangabe bezeichnet da-
bei die verkettete Spannung Uj yerc in Volt. Dariiber hinaus beinhaltet die Grafik den (be-
tragsmiBigen) Bremssattel aus Kapitel 10.1.3 sowie das synchrone Kippdrehmoment. Der li-

nearisierte Arbeitsbereich des Kifiglauferdrehmoments ist als gestrichelte Linie dargestellt.

MCu-KEiﬁgAOO

————— MarKiifig 400

I ———— Mou-kifig, 130

_— — - ———— Mai-xafig,130 IS
T = T — | — — — Arbeitsgeraden
40 |- T T — | —© Mgy
_MBremssattel
20 T
0 I } ! I}
0 250 500 750 1000 1250 1500
n / min~!

Abbildung 11.3: Ubersicht der am Hochlaufvorgang beteiligten elektromagnetischen Drehmomente
fiir verschiedene Kdfigmaterialien und Netzspannungen (#-Design)

Der Vergleich der Kennlinien bei 400V zeigt, dass die Erhohung des Kifigliuferwiderstandes
R, durch den Einsatz von Aluminium (Al) als Kifigmaterial ein ,Kippen“ der Kennlinie
im Vergleich zu Kupfer (Cu) zur Folge hat. Hierdurch wird die Arbeitsgerade abgeflacht
und im Gegenzug das Anlaufdrehmoment erhoht. Wie bereits in Kapitel 10.1.3 diskutiert,
ist der Bremssattel um GroBenordnungen kleiner als das zur Verfiigung stehende motori-
sche Kifigliuferdrehmoment, weshalb er bei Bemessungsspannung nahezu keinen Einfluss
hat. Die Intrittfallfihigkeit bei Bemessungsspannung wird vielmehr durch die Steigung der
Arbeitsgeraden beeinflusst. Im Falle eines fehlgeschlagenen Intrittfalls tritt ein sogenannter
aperiodischer Grenzzyklus auf, bei dem die Drehzahl bis knapp unter die Synchrondrehzahl
pendelt (,,Intrittfallgrenze™ in Abbildung 11.4).
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11.2 Transientes Betriebsverhalten

Auf die Spannungsgrenze hat der Bremssattel hingegen einen entscheidenden Einfluss.
Urséchlich hierfiir ist, dass das motorische Kéfiglauferdrehmoment quadratisch mit der Ampli-
tude des speisenden Spannungssystems absinkt, wihrend der Bremssattel davon nicht beeinflusst
wird (siehe Abbildung 11.3 fiir Uj yex = 130V). Bei entsprechend niedriger Spannung kann
das Kifigliuferdrehmoment dann nicht mehr den Bremssattel, die Trigheit des Antriebsstrangs
sowie ein gegebenenfalls vorhandenes Lastdrehmoment kompensieren, sodass die Drehzahl
des Antriebsstrangs unterhalb der Bremssattel-Kippdrehzahl verharrt. Dieses Phdnomen ist
exemplarisch auf der rechten Seite von Abbildung 11.4 dargestellt. Die mittlere Drehzahl im

1

quasistationdren Zustand bei fehlgeschlagenem Intrittfall betrdgt hier 72 min™ ", was unterhalb

der Bremssattel-Kippdrehzahl von 85 min~! liegt.

Intrittfallgrenze Spannungsgrenze
2000 : g : I | L : 858 : 2000
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2 1000 | 11000
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Abbildung 11.4: Vergleich der Drehzahlverliufe an der Intrittfall- und Spannungsgrenze!?!

Wie die Beobachtungen zur Spannungsgrenze in Abschnitt 10.3.2 zeigen, ist der Einfluss des
Tragheitsmoments marginal, da der Leistungsbedarf zum Beschleunigen des Antriebsstrangs und
damit zur Erhohung der kinetischen Energie im Bereich der kleinen Bremssattel-Kippdrehzahl
gering ist. Entscheidend ist vielmehr das Lastdrehmoment, welches direkt dem Bremssattel hin-
zuzurechnen ist und damit den limitierenden Faktor fiir die Intrittfallspannung darstellt. An der
Intrittfallgrenze spielt das Trigheitsmoment hingegen aufgrund der hohen Drehzahl und des da-

mit verbundenen hohen Leistungsbedarfs zur weiteren Beschleunigung eine wesentliche Rolle.

[?IDje gezeigten Verldufe wurden mit dem AM des #-Designs mit Cu-Kifig und folgenden Parametern erstellt:
Intrittfallgrenze: ky = 1,8; kmsyn = 1,9; kMnosyn = 2,0; Uy yerk = 400V; f1 = 50Hz,
Spannungsgrenze: ky = 1,8; kv = 0; Ul verk syn = 140V; U verk,nosyn = 130V; fi = 50Hz.
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11 Konzeptvergleich

11.2.2 Intrittfallgrenze

Wie Abbildung 11.5 aufzeigt, sind beide Motoren beziiglich ihres Intrittfallverhaltens nahe-
zu identisch — unabhingig davon, ob der Kurzschlusskifig jeweils aus Al oder wie bei den
Funktionsmustern aus Cu gefertigt ist. Bei Einsatz eines Al-Kifigs sinkt die Intrittfallgren-
ze im hinteren Kennlinienbereich um circa 0,23 ky; ab, was auf die flachere Arbeitsgerade
zuriickzufiihren ist. Das hohere Kippdrehmoment des #-Designs macht sich in einem etwas
groleren ky-Maximalwert bemerkbar, im absinkenden Teil der Kennlinie ist hingegen das V-

Design leicht im Vorteil.
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Abbildung 11.5: Vergleich der Intrittfallgrenzen beider Motoren im Netzbetrieb bei Verwendung ver-
schiedener Stabmaterialien

Allgemein ist das Intrittfallverhalten fiir Pumpenanwendungen, bei denen kj tiblicherweise 3
bis 4 betrégt, als absolut ausreichend zu bezeichnen. Der Einsatz eines in der Serienfertigung

giinstigen Al-Kifigs ist problemlos moglich.

11.2.3 Spannungsgrenze

Wie aus Abbildung 11.6 ersichtlich ist, bendtigt das V-Design im Bereich groerer Frequenzen
eine hohere Intrittfallspannung als das #-Design. Ein hoherer Liuferwiderstandswert wirkt
sich in diesem Frequenzbereich verringernd auf die notwendige Intrittfallspannung aus, wie
der Vergleich zwischen den Al- und Cu-Kennlinien zeigt. Die Begriindung hierfiir liefert das
hohere Anlaufdrehmoment, welches der Al- gegeniiber dem Cu-Kifig besitzt (vergleiche hierzu
Abbildung 11.3). Hierdurch kann ein mit Al-Kifig ausgeriisteter Motor den Bremssattel bei

niedrigerer Spannung iiberwinden.

176



11.3 Bewertung der Funktionsmuster
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Abbildung 11.6: Vergleich der Spannungsgrenze beider Motoren fiir den Lastfall LF1 (siehe Tabelle
10.4) bei Verwendung verschiedener Stabmaterialien

Bei sehr kleinen Frequenzen findet eine Invertierung der beschriebenen Verhiltnisse statt. In
diesem Bereich tritt das Kippdrehmoment des Bremssattels nahe der Synchrondrehzahl auf, so-
dass das #- gegeniiber dem V-Design schlechtere Intrittfalleigenschaften besitzt. Die Arbeitsge-
radensteigung wird aus demselben Grund bedeutsamer als das Anlaufdrehmoment, weshalb der

Cu-Kifig geringfiigig besser als sein Al-Pendant abschneidet.

11.3 Bewertung der Funktionsmuster

Der direkte Vergleich des Stationérbetriebs zeigt, dass trotz einer nahezu identischen Zusam-
mensetzung des Drehmoments das #-Design wesentlich weniger magnetische Energie zum
Feldaufbau benotigt. Dies macht sich in Form eines geringeren Magnetisierungsstroms bemerk-
bar, wodurch Leistungsfaktor und Wirkungsgrad gegeniiber dem V-Design hoher ausfallen. Im
transienten Betrieb treten nur geringfiigige Unterschiede zwischen dem Intrittfallverhalten bei-
der Motoren auf. Auch bei kostengiinstiger Serienfertigung des Kifiglaufers aus Al-Druckguss

ist das transiente Betriebsverhalten als zufriedenstellend zu bezeichnen.

Es kann daher festgehalten werden, dass beide Motoren die eingangs in Kapitel 1.2 formulierte
Aufgabenstellung erfiillen und fiir die in Abschnitt 2.1 skizzierten Einsatzgebiete geeignet sind.
Das #-Design ist dabei im Vergleich zum V-Design die iiberlegene Variante, da es bei vergleich-

barem Intrittfallverhalten ein erheblich effizienteres stationires Betriebsverhalten bietet.
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12 Zusammenfassung

Aufgrund der steigenden Energiepreise und im Interesse des Umweltschutzes werden stetig
hohere Anforderungen an die Energieeffizienz elektrischer Antriebe gestellt. Die im Bereich der
Pumpen- und Liifteranwendungen etablierte Asynchron-Antriebstechnik kann diesen Anfor-
derungen im unteren Leistungsbereich nur unter Inkaufnahme erheblicher Kostensteigerungen
gerecht werden. Als Alternative haben sich die PMLS-Motoren etabliert, welche netzbetriebene
ASM direkt ersetzen und den Energieverbrauch deutlich reduzieren konnen. Die hierbei
tiblicherweise eingesetzten SE-Magnetmaterialien sind jedoch einer gewissen Versorgungsunsi-
cherheit und starken Preisschwankungen unterworfen. Als Alternative wurde daher im Rahmen

dieser Arbeit die Eignung von Ferritmagneten fiir den Einsatz in PMLS-Motoren iiberpriift.

Hierzu wurde zunichst eine einleitende Diskussion der besonderen Eigenschaften hartmagne-
tischer Ferrite durchgefiihrt und anschlieBend mogliche Motorenkonzepte vorgestellt. Nach
einer qualitativ dargestellten Vorauswahl konnten zwei erfolgversprechende Designansitze
identifiziert werden. Zur Realisierung dieser Ansitze in Form realer Funktionsmuster wurden
nachfolgend Methoden zur analytischen und numerischen Berechnung der elektromagnetischen
und thermischen Verhiltnisse vorgestellt. Ausgehend von einem kommerziell erhéltlichen ASM
wurden unter Nutzung dieser Methoden zwei Funktionsmuster ausgelegt und aufgebaut. Zur
Validierung der Berechnungsergebnisse fand eine experimentelle Uberpriifung der Funktions-
muster im Labor statt. AbschlieBend wurden beide Funktionsmuster einander gegeniibergestellt

und beziiglich ihrer Eigenschaften verglichen.

Die Simulations- und Messergebnisse zeigten, dass die der Arbeit zugrunde liegende Aufgaben-
stellung mit beiden der ausgelegten Funktionsmuster erfiillt werden konnte. Im Vergleich zum
Basismotor wurde bei gleicher Leistungsdichte ein Wirkungsgradsprung von der Effizienzklasse
IE2 auf IE4 realisiert. Die Untersuchung des Intrittfallverhaltens lieferte dariiber hinaus auch fiir
das transiente Betriebsverhalten zufriedenstellende Ergebnisse. Es konnte gezeigt werden, dass
die Eignung als Pumpen- und Liifterantrieb auch bei Verwendung eines in der Serienfertigung
giinstigen Al-Kifigs gegeben ist. Der Nachweis der bei Ferritmagneten kritischen Entmagneti-
sierungsfestigkeit konnte nicht nur fiir den bestimmungsgemifen Betrieb, sondern auch fiir den

Fehlerfall der Kurzunterbrechung erbracht werden.
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12 Zusammenfassung

Neben der Eignung als Pumpenantrieb wurde in dieser Arbeit auch der Intrittfall am Grup-
penumrichter untersucht, wie er beispielsweise in der Textilindustrie vorkommt. Dieses
Einsatzgebiet stellt eine interessante Nische fiir PMLS-Motoren in Ferrittechnik dar, da bei
metallischen SE-Magneten im hoheren Frequenzbereich betrichtliche Wirbelstromverluste
auftreten. Aufgrund ihres hohen spezifischen Widerstands besitzen die keramischen Ferrite
dieses Problem nicht. Im Rahmen der Untersuchungen zur Intrittfall- und Spannungsgrenze im
Umrichterbetrieb konnte gezeigt werden, dass die ausgelegten Funktionsmuster den Anforde-

rungen dieses Anwendungsbereichs entsprechen.

Beziiglich der genutzten Simulationsansitze konnte der Nachweis erbracht werden, dass sowohl
der analytische als auch der numerische Ansatz zur Bestimmung des Betriebsverhaltens der
ausgelegten Motoren geeignet sind. Die analytischen Methoden sind dabei als eine rechenzeitef-
fiziente Abschitzung zu sehen; ist eine hohe Genauigkeit gewiinscht, so ist der Riickgriff auf die
Numerik unumginglich. Zur Gewinnung grundlegender Erkenntnisse ist die Analytik jedoch
vollkommen ausreichend, was beispielsweise bei Betrachtung der Spannungsgrenze deutlich

wird.

Die direkte Gegeniiberstellung der M(3,)-Kennlinien beider Designs liefert die interessante
Erkenntnis, dass trotz hochst unterschiedlicher Magnetanordnungen die Drehmomentbildung
beider Motoren nahezu zu gleichen Teilen auf der LORENTZ- und Reluktanzkraft basiert. Es
zeigt sich weiterhin, dass der jeweilige Magnetisierungsstrombedarf trotz gleicher Magnetmate-
rialmenge und fast identischer EMK-Grundschwingungsspannung stark von einer geschickten
Elektroblechgestaltung abhiingt. Insgesamt erweist sich das #-Design als die im Vergleich zum
V-Design iiberlegene Alternative. Beide Motoren sind jedoch in der Lage, den klassischen ASM
in den skizzierten Anwendungsbereichen zu ersetzen und bei moderaten Anschaffungskosten

eine erhebliche Energieeinsparung zu realisieren.

180



A Anhang

A.1 Streuleitwerte im Nutgebiet

Die Berechnung der Streuleitwerte in Stator- und Rotornut basiert auf dem Durchflutungsgesetz.
Da die magnetische Leitfdahigkeit der Luft deutlich kleiner ist als die des Elektroblechs, wird
letzteres als magnetisch supraleitend angenommen, sodass lediglich der Nutweg s(x) fiir die
Nutstreuung ausschlaggebend ist. Unter dieser Voraussetzung ergibt sich der Nutstreuleitwert in
Abhingigkeit der Koordinate x wie folgt [MVPO08]:

GN_o/h SoE .

A.1.1 Streuleitwert der Statornut

B B >_ - e — — — — -
) / .
e b \ b2N,a < \
/ ﬁi |i T D2y v |
B S
AAllN(X)l <'i |
: | A2N,a
s(x) | A4 |
ey 2N.i
| A & x
IN | < s(xj
| Sy blN,a |
a1 = ! = | \ |
()

— (= ‘
Kj bls . J/ (b) \ \G,N_ _bZ,N_,l AizN(g//

@ — — 5

>
b

;\l,zl

Abbildung A.1: Streuleitwertberechnung fiir Stator- und Rotornut basierend auf Abbildung 8.6
Zur praktischen Berechnung des Stator-Nutstreuleitwertes ist Abbildung A.la maB3geblich. Auf-
grund der kleinen Rundungsradien wird auf ihre mathematisch aufwendige Betrachtung verzich-

tet. Stattdessen wird eine idealisierte, trapezformige Nut der Hohe /i, + AN m + AN, ange-

nommen, die in der Abbildung als Fliche Ay schraffiert dargestellt ist. Die fiktiven AuBen- und
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/

Innenseitenldngen b konnen aus der realen Geometrie durch lineare Extrapolation bestimmt

IN,a/i
werden.
bin;i — bin,
bin; =bini+ % “hiNG (A.2)
IN,m
bina—biN;
bina =biNa+ —o— - hiNa (A3)

th,m

Die Funktion AA/(x) entspricht der von Nutweg s(x) und Nutrand eingeschlossenen Fliche.
Sie ist in der Zeichnung als gelb hinterlegte Teilfliche von A’y gekennzeichnet. Ihre Funktion in

Abhingigkeit der Integrationsvariablen x lautet im Falle der Statornut

@ =2 (2t PivaPini ) (A.4)
IN 2 IN: hiNa+hiNm + AN '

Fiir die gesamte Nuthohe x = AN o + hiN,m + AN, ergibt sich die idealisierte Nutfldache AIIN' Der

Nutweg kann durch folgende Gleichung beschrieben werden:

/ /
bina—Pini
hiNa +hiNm + AN

s(x) =bin;+x- (A.5)
Somit sind alle Koeffizienten zur Berechnung des Statorstreuleitwertes gemifl Gleichung (A.1)
bekannt. Die untere Integrationsgrenze ist null, die obere entspricht der gesamten Nuthohe
hiNa + hiNm + hiNji. Zur Losung des Integrals wird auf die numerische Integrationsmethode

der adaptiven Quadratur zuriickgegriffen [Pre+07].

A.1.2 Streuleitwert der Rotornut

Anders als bei der Statornut sind in der Rotornut keine Rundungen enthalten, sodass auf eine
Approximation der Nutfliche verzichtet werden kann. Im Gegenzug erzwingt die Rotornutgeo-
metrie jedoch eine Unterteilung der Gesamtflidche in die analytisch beschreibbaren Teilflichen

ANa und Apn ;.

1 b —bon
AArNi(x) =5 (2 boni + % -x> ‘X firx<hon; (A.6a)
i
1 bas —biNa ;
AAZN’a(x) :E - 2- bZN,a + T . (x — hZN,i) . (x — thJ) fiir x > hZN,i (A.6b)
a

Der Weg s(x) wird mittels Fallunterscheidung definiert.

boNa—baN;i |

@ boNi + o fiir x < hon i A7)
SIX) = ? .
bag—bona .
bona+ 2‘h2NiN' (x— h2N,i) fir x > hon i
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Dementsprechend wird auch das Integral zur Bestimmung des Streuleitwertes in zwei Teilin-

tegrale zerlegt, welche einzeln numerisch berechnet werden. Die Summe beider Integrale ent-

spricht dem Streuleitwert ooy.

OaN = .’(AAZNJ,(X))ZS dr+ / (AAZN@(X))ZS(IX)dx (A.8)
0
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A.2 Analytische Modellierung des Liifterrads

Zur Vorausberechnung des Gehéduselibergangswiderstandes ist der vom Liifterrad geforderte
Luftstrom zu ermitteln, was nachfolgend durch eine physikalische Modellbildung geschieht.
Abweichend von dem im Rest der Arbeit verwendeten Benennungschema (StatorgrofBe:
Index ,,1%, RotorgroBe: Index ,,2°) werden nachfolgend Liifterradeingangsgrofen mit 1%,
LiifterradausgangsgroBen mit ,,2* gekennzeichnet, um eine Ubereinstimmung mit den genutz-

ten Literaturquellen zu erhalten.

A.2.1 Die EULER’sche Turbinengleichung

Ausgangspunkt der Modellierung stellt die EULER’sche Turbinengleichung dar, welche auf der
Drehimpulserhaltung eines Fluidteilchens beruht. Sie beschreibt das Verhiltnis zwischen dem
theoretischen Forderdruck Apheo .o bei unendlicher Schaufelzahl sowie der Ein- und Austritts-
geschwindigkeit des geforderten Fluides mit der Dichte p [Eck72].

Aptheo,oo =p- (MZ *Cu,00 — U] 'Clu.,OO) (A.9)
Die Umfangsgeschwindigkeiten u; /, des Liifters werden wie folgt bestimmt:
u1/2:7r~n-D1/2, (Al())

wobei D; den Liifterdurchmesser im Eintrittsbereich der Stromung und D, den
Liifterdurchmesser im Austrittsbereich bezeichnet!!. Liifterrider elektrischer Maschinen
verfiigen {iiblicherweise iiber keine vorgeschalteten Leitrdder, sodass eine drallfreie Axial-
stromung vorliegt. Die Umfangskomponente cyy e betrdgt in diesem Fall null [Bom+90].
Zur Ermittlung der Umfangskomponente der Stromung beim Austritt ¢y kann das Ge-
schwindigkeitsdreieck nach Abbildung A.2 zu Grunde gelegt werden [Pfl61]. Mit der
Stromungsaustrittsgeschwindigkeit ¢ .. sowie dem Austrittswinkel o gilt allgemein

Cou,e0 = €200 - COS(O) (A.11)

Die bei eigengekiihlten Maschinen verwendeten Liifterrader weisen meist radial verlau-
fende Schaufeln auf, um einen Betrieb in beide Drehrichtungen zu ermoglichen. In die-
sem Fall betrigt der Schaufelaustrittswinkel B, 90°, weshalb die Umfangskomponente der
Stromungsaustrittsgeschwindigkeit bei unendlicher Schaufelzahl der Umfangsgeschwindigkeit
entspricht.

C2u’oo(ﬁz == 900) =up (A.12)

HUZur Definition dieser Werte sieche Abschnitt A.2.3.

184



A.2 Analytische Modellierung des Liifterrads

0K

4

Relativwirbel

DLR,a
D LR,0

Abbildung A.2: Geschwindigkeitsdreieck eines Liifters

Bei endlicher Schaufelzahl zp g treten nach A. STODOLA sogenannte ,,Relativwirbel“ zwischen
den Schaufelblittern auf, wodurch die Umfangskomponente der Stromung und damit die vom
Liifter geleistete Arbeit abnimmt [Sto86]. Dieses Phinomen wird mit Hilfe der dimensionslosen

Minderleistungszahl uy r erfasst.
MLR = (A.13)

Damit kann Gleichung (A.9) fiir den realen Fall der endlichen Schaufelzahl sowie unter
Beriicksichtigung der drallfreien Anstromung und der radialen Schaufelenden angepasst werden.

Die Bestimmung der Minderleistungszahl wird im nachfolgenden Abschnitt A.2.2 diskutiert.

APiheo = P s - Cou = P - LR - U5 (A.14)

A.2.2 Bestimmung der Minderleistungszahl

Zur Bestimmung der Minderleistungszahl konnen sowohl Messwerte als auch analytisch abge-
leitete Ausdriicke herangezogen werden. In [Sto86] wird folgender Ausdruck in Abhéngigkeit
der Schaufelzahl z1 g angegeben:

uy w-sin(Bo)
C2u,e0 AR

(A.15)

PR =1—

B. EcK bescheinigt in [Eck72] dem gezeigten Formelausdruck trotz seiner Einfachheit eine

fiir Uberschlagsrechnungen ausreichende Genauigkeit. Durch eine analytische Behandlung des
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Problems schligt er fiir genauere Berechnungen folgenden Ansatz vor:

7 -sin(f>) -
)> . (A.16)

=1+
“LR < 2'ZLR'(1 —Dl/Dz

In [Rie69] wird eine durch Messungen an Normmotoren ermittelte Kennlinie pr = f(b{g)
gezeigt (siche Abbildung A.3a), welche bei kleiner Schaufelzahl eine wesentlich groere Min-
derleistungszahl als die beiden analytischen Ansitze ergibt. Der Parameter bj  wird als Produkt

von Schaufelbreite by g und -zahl z; g dividiert durch den Umfang des Austrittsdurchmessers D,

definiert. b
/ LR " <LR
= - (A.17)
LR 7D,
1 : 1
0.9+
| 0.8%}
~—
o
3 0.7¢
HMLR,STODOLA
0.6 HLR,ECK
HMLR,RIEXINGER,
0.5 : : : : 0.5 : : : :
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 0 10 20 30 40 50
big /- 2R [ —
(a) Gemessene Minderleistungszahl [Rie69] (b) Ansatzvergleich

Abbildung A.3: Zur Bestimmung der Minderleistungszahl

Eine vergleichende Darstellung in Abhédngigkeit der Schaufelzahl zeigt Abbildung A.3b. Fiir
die Liiftergeometrie wird der Liifter der Funktionsmuster zu Grunde gelegt. Speziell fiir klei-
nere Schaufelzahlen ergeben die analytischen Ansitze unrealistisch niedrige Werte, weshalb im

Weiteren die messtechnisch ermittelte Funktion f(b] z) genutzt wird.

A.2.3 Geometrische Verhiiltnisse bei oberflichengekiihlten Maschinen

In Abbildung A.4 wird ein Teil der zur Berechnung des Forderstroms benétigten Geometrie-
groen definiert. Die dazugehorige Legende stellt Tabelle A.1 dar. In ihr werden auch eine Reihe

weiterer Geometrieparameter aufgelistet, welche in den anderen Abbildungen Verwendung
finden.
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Tabelle A.1: Kiihlungsrelevante geometrische Grofen

Bezeichnung der Formel- Bezeichnung der Formel-
geometrischen Grofe zeichen geometrischen Grofe zeichen
Kreisringfliche E1 AE1 kr Durchmesser Gehiduse bei E2 | Dg»
Storzonenfliche E1 AE1 stz AuBendurchmesser Gehiduse | Dg ,
Kreisringfliche E2 AR kr Durchmesser Haubengitter Dagitter
Storzonenflache E2 AE2 stz AuBendurchmesser Haube Dy a
Abstand E2 — Haube bei D, by g2 AuBendurchmesser Liifter DiRra
Abstand E1 — E2 b1 g2 Innendurchmesser Liifter Diri
Abstand Haube — E2 bu g2 Liifteroffnungsdurchmesser DR
Breite Liifterschaufeln 1 bR 1 Durchmesser Stutzenkreis Dstutzen
Breite Liifterschaufeln 2 birp Dicke der Liifterhaube dyg
Breite Rippenfuf3 bra Hohe Kiihlrippe hr
Breite Rippenende bre Lénge Rippenkanal Ir
Ersatzdurchmesser 1 D, Abstand zweier Kiihlrippen OR
Ersatzdurchmesser 2 D> Spaltbreite Liifter — Haube SSpah
Durchmesser Gehiduse bei E1 | Dg; - -

Die Notwendigkeit der Ersatzdurchmesser Dy, resultiert aus der Formgebung von Liifter und
Haube. Im Falle des Eintrittsdurchmessers Dy muss beriicksichtigt werden, dass Dy ; < Dgitter
gilt, was zur Folge hat, dass die Stromung an beliebiger Stelle des von beiden Durchmessern
gebildeten Kreisrings in den Liifter eintreten kann. In [Rie69] wird zur Berechnung des Ersatz-

durchmessers der quadratische Mittelwert des Kreisringdurchmessers herangezogen.

1
_ 2 2
Dy = 5V Diri t Dgitter (A.18)

Wie aus Abbildung A.2 hervorgeht, liegen auf der Hochdruckseite des Liifters &dhnliche
Verhiiltnisse vor. Da der Durchmesser der radialen Abdeckung DR, kleiner ist als der Durch-

messer der Liifterschaufeln Dy ,, wird analog zu Gleichung (A.18) ein Ersatzaustrittsdurchmes-

1
Dy=3 /Diga+Diro (A.19)

ser D, bestimmt.
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le1,E3‘ bH,EZ N
b2,E2 g
bLR,l‘ 6Spalt
hy dy bLR,i
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Abbildung A.4: Definition benétigter geometrischer Gré3en

A.2.4 Druckbilanz

Zur Bestimmung des Forderstroms wird, wie in [Rie69] beschrieben, die Druckbilanz der
Stromung aufgestellt. Nach [Bom58] kann bei Ventilatoren das Gas (in diesem Fall die Luft)
niherungsweise als inkompressibel angesehen werden, sofern die Gesamtdruckdifferenz weniger
als 1 kPa betrédgt. Diese Voraussetzung ist im interessierenden Drehzahlbereich des betrachteten
Liifters erfiillt. Beim Durchlaufen des in Abbildung A.5 blau eingezeichneten Stromungspfades
erfihrt ein Fluidteilchen des Volumenstroms V; eine Reihe von Druckinderungen, die sich mit-

tels Druckbilanz erfassen lassen.

Apiheo = Apaiter +Ap1 + Apy + Apg1 g2 + Apr (A.20)
Dabei sind
ApGitter die Eintrittsverluste am Haubengitter,
Apq die StoBverluste beim Eintritt in die Liifterschaufeln,
Apg die Umlenkverluste an der Liifterhaube,
ApE1 E2 die StoBverluste aufgrund der Querschnittsverengungen und
ApRr der dynamische Druckverlust beim Durchlaufen der Rippenkanile.
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Im Weiteren wird davon ausgegangen, dass der Volumenstrom entlang des Stromungspfades

niherungsweise konstant ist (V| = V,).

Abbildung A.5: Qualitativer Druckverlauf der Kiihlstromung einer eigengekiihlten, geschlossenen
elektrischen Maschine

Eintrittsverluste am Haubengitter

Zur Thematik der Haubengittereintrittsverluste hat W. KIEFER in [Kie61] umfangreiche Versu-
che mit verschiedensten Liiftergitterformen (,,Siebe’ in der genannten Quelle) durchgefiihrt. Es
zeigte sich, dass die Formgebung der Gitter nahezu belanglos ist, entscheidend sind Durchtritts-

flache und Kantenschirfe. Die Eintrittsverluste folgen der GesetzmifBigkeit

1 Vi \?
ApGitier = 5 - EGitter P+ A ) (A.21)
1tter

wobei Agiger die Offnungsﬂ‘ciche des Gitters bezeichnet. Der Beiwert &giyer Wurde anhand der

Versuche zu 1,75 ermittelt.

StoBverluste beim Liiftereintritt

Die StoBverluste beim Eintritt der Luftstromung in den Liifter berechnen sich mit den in [Pfl61;

Eck72] angegebenen Herleitungen zu

1
Apr =5 Elr-p-us . (A.22)
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&L R bezeichnet dabei eine empirische StoBziffer, welche die Druckverluste bei Umlenkung der
Stromung von der axialen in die radiale Richtung beschreibt. B. ECK gibt in [Eck72] als An-
haltswerte 0,5 bis 0,9 an, wihrend C. PFLEIDERER in [Pfl61] einen Wertebereich von 0,6 bis 1
postuliert. Im Weiteren wird mit dem Mittelwert beider Wertebereiche gearbeitet: & g = 0,75.

Umlenkverluste der Liifterhaube

Beim Austritt aus dem Liifter wird die radiale Luftstromung an der Lufthaube wieder in axiale
Richtung auf die Rippen gelenkt. Dieser Vorgang ist analytisch nur schwer erfassbar, weshalb
sich nachfolgend auf die Ausfiihrungen von W. RIEXINGER gestiitzt wird. Demnach wird zur

Berechnung von Apy folgender Ansatz genutzt:

1
Apu =5 -&e2-p B (A.23)

in dem der messtechnisch ermittelte, in Abbildung A.8b dargestellte verwendete Beiwert

¢pp=f (AEZ‘CIQH>

Verwendung findet. Die bezogene Umfangskomponente ¢’ ergibt sich aus c¢;, mittels folgendem

Zusammenhang:
2-Ds-by g2

DH,a + DStutzen) : bH,EZ .

Chy = Cou~ ( (A.24)

CAL

e Stutzen der
7 //

V////}////?'l% Liifterhaube

Abbildung A.6: Schnittdarstellung von Ebene E1 und E2

Der Stutzenkreisdurchmesser Dgsyzen bezeichnet gemid3 Abbildung A.6 den Durchmesser, an

dem die Stutzen der Liifterhaube in das Gehéuse iibergehen. Zur Berechnung der effektiven
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Querschnittsfliche Ag; ist zundchst mit dem Gehédusedurchmesser Dg; die Kreisringflache Ay i,
zu bestimmen.

Apzje =~ ((Dpa—2- dy)? — D]252) (A.25)

T
4

D,

Storzonen der Luftstromung, Index ,,stz* Gitter

Abbildung A.7: Prinzipdarstellung der Storzonen und Definition des Gitterdurchmessers

Als Storzonen werden nach Abbildung A.7 diejenigen Bereiche des Umfangs bezeichnet, an
denen die Stromung durch Hindernisse wie beispielsweise die Gehdusefiile, den Klemmkasten
oder auch die Liifterstutzen blockiert wird. Wird die Storzonenflidche Ags g, als Produkt der

Kreisringfliche Ag; y, und eines Stérzonenfaktors kg, ausgedriickt, so gilt fiir Ag;:

Ag2 = Apa i — AR2stz = AR ke - (1 — k) (A.26)

Fiir das Gehéuse der Funktionsmuster gilt: kg, ~ 0, 1.

StoBverluste aufgrund der Querschnittsverengungen

Die StoBverluste Apg; g> sind eine Folge der Querschnittsverengung zwischen Ebene E2 und

El. Fiir ihre Berechnung wird folgender Ansatz genutzt:

1% .
k% 'A%1

1
Apg1E2 = 3 Ce1-p- (A.27)
Der dimensionslose Widerstandsbeiwert g1 kann aus Abbildung A.8a als Funktion der effekti-
ven Querschnittsfliche Ag;, des dimensionslosen Beiwerts ko sowie der Fordermenge V» abgele-

sen werden. Die Berechnung der effektiven Querschnittsflache erfolgt dabei analog zu Gleichung
(A.25) und (A.26).
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T
4

Der Beiwert k( erfasst das Auftreten von Stromungsschatten hinter den Liifterstutzen. Gemaf3

Ag1 =Agi k(1 — k) = 5 (Dua —2-dn)* — D§y) - (1 — ko) (A.28)

den Angaben in [Rie69] wird im Rahmen der Berechnungen von ky = 0, 8 ausgegangen.

0.8 . . . . 1.3

0.6 t 1.25 +

| |
04} Tol2t
= &
Ny Ny
0.2t 1.15 +
0 - - - - 1.1 - -
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 0 0.2 0.4 0.6
V; V;
L/ ms e /-
(a) Beiwert der Querschnittverengungsverluste (b) Beiwert der Umlenkverluste

Abbildung A.8: Stromungsverlustbeiwerte nach [Rie69]

Dynamischer Druckverlust

Der dynamische Druckverlust ldsst sich bei Kenntnis der Querschnittsfliche kg - Ag; aus der
Stromungsgeschwindigkeit innerhalb der Rippenkanile bestimmen.

1 %

Appr = —-pD- A.29

A.2.5 Geforderter Volumenstrom

Aus dem vorhergehenden Abschnitt sind bis auf den geforderten Volumenstrom V5 selbst alle

GroBen bekannt. Damit kann die Druckbilanz als Funktion des Forderstroms formuliert werden.

P v} vy p V7
CUHCHy = — -+ . + u + C + — A.3O
P-uz-Cay 5 éGltter Aé " 3 éLR 1 (;:EZ 2u éEl k2 i AIZ-E 1 D) k(z) . AIZ-E ] ( )
Aufgeldst nach V; ergibt sich folgender Ausdruck:
. 2w - 2
o, — uy - oy — Egp - 5 — LR 1] . (A1)
éGltter + 1+5E1
AGmer k2 A%]
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Eine direkte Losung dieser Gleichung ist aufgrund der empirisch ermittelten Abhingigkeiten
&g1(V2) und &gy (V3) nicht méglich. Daher werden diese in einem ersten Schritt mittels Regres-
sionsanalyse als Exponentialfunktionen des Volumenstroms approximiert. Anschliefend wird
Gleichung (A.31) iterativ mittels entsprechender Algorithmen geldst. Eine besonders einfache

Methode hierfiir stellt das Bisektionsverfahren dar.

A.2.6 Das Bisektionsverfahren

Beim Bisektionsverfahren handelt es sich um eine Methode zur Erzeugung konvergenter Inter-
vallschachtelungen, welche beispielsweise zur Nullstellenfindung einer Funktion y = f(x) ge-

nutzt werden konnen. Das Prinzip des Bisektionsverfahrens ist in A.9 exemplarisch dargestellt.

0 ©
X1 X3 X5

Iterationsschritt 3

Iterationsschritt 2

Iterationsschritt 1

Abbildung A.9: Prinzipdarstellung des Bisektionsverfahrens

Fiir das Bisektionsverfahren werden zwei Startwerte x; und x, benotigt, deren Funktionswerte
y1 und y, ein unterschiedliches Vorzeichen besitzen. AnschlieBend wird der arithmetische
Mittelwert x3 aus x; und xp gebildet und der Funktionswert y3; = f(x3) bestimmt. Gilt
sgn(ys) = sgn(y;), so wird im Rahmen der néchsten Intervallschachtelung x; durch x3 ersetzt.
Andernfalls dient x3 als neue Ober- und x; als Untergrenze von Iterationsschritt 2. In diesem
wird der arithmetische Mittelwert x4 bestimmt, der im gezeigten Beispiel zwischen x; und
x3 liegt. Da im Beispiel sgn(y4) = sgn(yy) gilt, ldge der nichste zu untersuchende Wert xs
zwischen x3 und x4. Auf diese Weise néhert sich der Bisektionsalgorithmus der Nullstelle immer
weiter an. Sobald fiir eine definierte Fehlerfunktion (etwa die Differenz zwischen Ober- und

Untergrenze) ein Schwellenwert € unterschritten wird, bricht das Verfahren ab.
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Angewandt auf die vorliegende Problemstellung ergibt sich das in Abbildung A.10 gezeigte Ab-
laufdiagramm. Um einer Verwechslung mit Liiftereintritts- und Austrittsseite vorzubeugen, wird
die Untergrenze des Intervalls mit dem Index ,,a* und die Obergrenze mit dem Index ,,e* verse-

hen. Die Fehlerfunktion fy, ist wie folgt definiert:

N
2-uy-con—Epp (V) -5 —Eir-ud
égmer + 1+2§E12(V)

AGitter kO ‘AEI

fr=v-

(A.32)

Auf diese Weise kann fiir eine gegebene Maschinengeometrie und Drehzahl der jeweilige
Forderstrom berechnet werden, welcher zur Bestimmung des Gehéuseiibergangswiderstands
gemill Abschnitt A.3 benotigt wird.

Wiihle V, und Ve so, dass sgn(fy, ) # sgn(fy,) gilt

Y
»|  Berechne Fehlerfunktion fy, fiir Viy = % c(Va+Ve)

'

Gilt sgn(fy, ) = sgn(fy,)? Nein

'

Nein Gilt fy, /Vim < €2

Ja

Abbildung A.10: Verlaufsdiagramm zur iterativen Ermittlung des geforderten Volumenstroms V;
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A.3 Wiarmeiibergangswiderstand des Gehauses

Mit Kenntnis des resultierenden Luftstroms V5 kann die Wirmeabgabe des Gehiuses an die

Umgebung quantifiziert werden. Hierzu wird diese in drei Anteile separiert:

1. die Wirmeabgabe durch erzwungene Konvektion ldngs des Rippenkanals aufgrund der

vom Liifter erzeugten Stromung,
2. die Wirmeabgabe durch Wirmestrahlung sowie
3. die Wirmeabgabe durch natiirliche Konvektion in den Storzonen!?!.

Nachfolgend wird davon ausgegangen, dass die Wirmeabgabe im Wesentlichen iiber die Man-
telfliche des Gehiusezylinders stattfindet. Sdmtliche axialen Effekte wie beispielsweise die
Wirmeabgabe iiber Welle oder Lagerschilde werden vernachlidssigt beziehungsweise mit der
natiirlichen Konvektion der Storzonen beriicksichtigt. Die Vernachlidssigung des Welleneinflus-
ses erscheint im Hinblick auf die im synchronen Betrieb geringen Rotorverluste zuldssig. Der
Einfluss der Lagerschilde ist ebenfalls unwesentlich fiir die Gesamtentwidrmung, wie in [Ger66]

gezeigt wird.

A.3.1 Erzwungene Konvektion liings der Rippenkanile
Die scheinbare Wirmeiibergangszahl

Zur Berechnung der Wirmeabgabe aufgrund erzwungener Konvektion wird nachfolgend davon
ausgegangen, dass V5 trotz der offenen Kanile konstant ist. Da sich die Luft wihrend des Vor-
beistromens an den Rippen erwirmt, ist die Wirmeiibergangszahl eine Funktion des Ortes. Des
Weiteren muss allgemein zwischen der Wirmeiibergangszahl des Gehéduses oG sowie der Rippen
or unterschieden werden. Um nun mit einem eindimensionalen Netzwerk arbeiten zu konnen,
wird die scheinbare Wirmeiibergangszahl agr eingefiihrt. Ihre Definition erfolgt iliber die per

erzwungener Konvektion abgegebene Verlustleistung von Gehiduse und Rippen.
Py = 0GR -AGr - U6 = 0G-AG - U6 + Or - AR - ORr (A.33)

Dabei ist zu beachten, dass die Gehduseoberflichentemperatur ¥g im Allgemeinen von der mitt-
leren Ubertemperatur der Rippe U verschieden ist. Thr Quotient ¥ /9 wird als Rippenwir-
kungsgrad nr bezeichnet. Dariiber hinaus wird davon ausgegangen, dass 0g = or gilt. Damit

lasst sich die scheinbare Wirmeiibergangszahl unter Nutzung von Agr = Ag + AR angeben.

A
OlGR = OR - (1—<1—nR>~/r;) (A34)

[2JZur Definition der Storzonen siehe Abbildung A.7.
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Rippenwirkungsgrad

Die Berechnung des Rippenwirkungsgrades wird in einer Vielzahl einschldgiger Quellen zur
Wirmelehre hergeleitet, beispielhaft sei an dieser Stelle etwa [BW15; BS16] genannt. Fiir ei-
ne gerade Rippe mit Rechteckprofil ergibt sich mit der Rippenhdhe Ar und der -breite br die

geschlossene Losung
_tanh(kyg - hR)

; (A.35a)
kﬂR -hr
wobei kp, wie folgt bestimmt wird:
2-0R
kng = . A.35b
MR AR . bR ( )

Im Rahmen der nachfolgenden Berechnungen wird fiir den ortsabhédngigen Koeffizienten or

dessen Mittelwert g genutzt. Fiir die Rippenbreite wird angenommen:

3 1
br = 1 bra+ 1 bre (A.36)

mit bR , und b . gemiB Abbildung A.6.

Oberflichenberechnung

Die Gehiduseoberfliche Ag ergibt sich aus der Zylindermantelfliche des Kerngehéduses (ohne
Rippen) abziiglich der Storzonen sowie der Rippenfiile. Es wird davon ausgegangen, dass die

Rippenlédnge Ir gleich der wirksamen Zylinderlidnge ist.
Ac=IR-(m-Dga- (1 —kss) —2r -bRa) (A.37)

Die Anzahl der Kiihlrippen wird mit der dimensionslosen ganzen Zahl zg ausgedriickt. Die Ober-
flache einer Rippe mit rechteckigem Querschnitt abziiglich der axialen Enden und des Rippen-

fuBes gewichtet mit zr entspricht dann Ag.
AR =zrR IR - (bre+2-hR) (A.38)

Wirmeiibergangszahl der Rippen

Wie bereits erwéhnt, ist die Wirmeiibergangszahl ar ortsabhingig. Mathematisch kann dies
durch

or = f(xr) (A.39)

ausgedriickt werden, wobei die Ortskoordinate xg geméll Abbildung A.5 am liifterseitigen Rip-

penabschluss beginnt und am wellenseitigen Rippenabschluss endet. Mit dem Mittelwertsatz der

196



A.3 Wirmeiibergangswiderstand des Gehéuses

Integralrechnung kann bei Kenntnis der Funktion (A.39) der bendtigte mittlere Wert &g berech-
net werden.
IR
OR = i/OCR (XR)de (A40)
0
Unter Beriicksichtigung des Absinkens der Kiihlmittelgeschwindigkeit und der Turbulenz inner-
halb der Kanile sowie des Anstiegs der Lufttemperatur mit steigendem xr kann angenommen

werden, dass g (xg) einer Potenzfunktion gehorcht.

ky
OCR()CR) = OCR(O)- (l — k- (d/xR ) ) (A41)

Der hydraulische Kanaldurchmesser dj, ., ist eine ErsatzgroBe, welche sich mit der Rippenhohe

hr und dem mittleren Abstand ar zweier Rippen berechnen lésst.

hR-aR
hr +ar

dianal = 2 (A.42)

Fiir die Koeffizienten k; und k, werden in [Rie69] in Abhingigkeit des Verhiltnisses Iy / df(

anal
fiir Vorausberechnungen folgende, messtechnisch ermittelte Werte vorgeschlagen.

ki =0,08  ky=0,75  fiir lg/di,q <9 (A.43a)
k=036 k=04  fir lg/dgg>9 (A.43b)

Bis auf den Anfangswert ag (0) ist Gleichung (A.41) somit vollstindig definiert. Die Mittelwert-
bildung gemiB Gleichung (A.40) mit der Untergrenze 0 und der Obergrenze /R fiihrt auf:

B ki - ll({kz-l-])
Or =0R(0)-{ 1— m . (A.44)

Dieser Wert wird sowohl fiir den mittleren Rippenwirkungsgrad (A.35) als auch fiir die Berech-
nung von Ogr zu Grunde gelegt.
Anfangswert der Wirmeiibergangszahl

Fiir o (0) wird in [Rie69] folgender Ansatz prisentiert']:

2 d (1—ke/1) e \ K
or(0) = 5t/1 ks 1+ d/L“ft ) ( Kaﬂal) CRefen . [ 1 —k3 - ( R) ) (A.45)

Kanal lR ar

[31Bej Verwendung dieser Formel ist zu beachten, dass die Wirmeleitfahigkeit der Luft Ay . sowie die nachfolgend
erlduterte REYNOLDS-Zahl Re von einer Vielzahl von Einflussfaktoren wie Temperatur, Feuchtigkeit oder Druck
abhingig sind. Im Rahmen der Rechnungen wird daher von charakteristischen Mittelwerten ausgegangen.
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Der jeweilige Index ,t° oder , I kennzeichnet, ob es sich um eine turbulente oder laminare
Stromung!*! handelt. Eine Unterscheidung kann mit Hilfe der REYNOLDS-Zahl Re getroffen
werden. Sie ist als Produkt der Stromungsgeschwindigkeit ¢y, und einer charakteristischen,
von der Problemstellung abhingigen Linge (hier: hydraulischer Kanaldurchmesser dj,..,) divi-
diert durch die kinematischen Viskositét vy 5 definiert.

/
_ CLuft" dKanal

Re (A.46)

VLuft
Die Geschwindigkeit der Luftstromung kann mittels Division des Volumenstroms V, durch die
Kanaleintrittsfliche Ag; bestimmt werden.
Va
Lt = - (A4T)
El

In der genannten Quelle wird empfohlen, ab der kritischen REYNOLDS-Zahl Re = 4000 eine
turbulente Stromung anzunehmen. Fiir die einzelnen Koeffizienten werden in diesem Fall die
Werte (A.48a) angegeben.

& =1,80 k3 =0,09 ks = 0,50 ks =0,06 ket = 0,80 (A.48a)
Bei laminarer Stromung sind die Koeffizienten (A.48b) heranzuziehen.

& =1,00 k31 =0,12 ksy = 0,35 ks =10,70 ke = 0,50 (A.48b)

A.3.2 Wirmestrahlung

Im Unterschied zur Konvektion stellt die Wiarmestrahlung keinen einseitigen Wirmetransport
vom Gehiuse in die Umgebung dar. Vielmehr findet ein wechselseitiger Energieaustausch statt,
dessen Intensitét nicht von der Differenztemperatur zwischen Gehduse und Umgebung, sondern
vielmehr von den absoluten Temperaturen in Kelvin abhingt. Dariiber hinaus spielen weitere
EinflussgroBBen wie beispielsweise die Reflexion und die Strahlungszahl der beteiligten Flidchen
eine Rolle. Eine ausfiihrliche Erlduterung der Wirmestrahlungsberechnung findet sich in der
einschldgigen Literatur [BW15; BS16].

Eine auf elektrische Maschinen abgestimmte Behandlung hat G. GOTTER in [Got54] durch-

gefiihrt. Darin wird fiir tiberschlidgige Rechnungen folgender Ansatz empfohlen:

e = 0,033W/m? /K? - 96 +5W/(m*K) . (A.49)

[41Zur Begriffsdefinition der turbulenten und der laminaren Stromung sei beispielsweise auf [SG06] verwiesen.
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In [Rie69] wird dieser Ansatz weiter vereinfacht, indem g zu etwa 30 K angenommen wird.
Damit ergibt sich der konstante Wert &g, = 6 W/(m?K). Im Hinblick auf den gegeniiber der
erzwungenen Konvektion geringen Anteil der Wiarmestrahlung an der Gesamtentwirmung
(vergleiche hierzu Abschnitt A.3.4) erscheint dieser Ansatz im Interesse einer einfachen

Berechnung zweckdienlich, weshalb im Weiteren mit diesem Wert gearbeitet wird.

Beziiglich der Strahlung emittierenden Fldache Ay, ist zu beachten, dass die Rippenfliche Ar
nur teilweise zu dieser beitrdgt. Das ist darauf zuriickzufiihren, dass die Seitenflachen der Rip-
pen sich groBtenteils gegenseitig anstrahlen, so dass nur ein wechselseitiger Energieaustausch,
jedoch keine resultierende Energieabfiihrung stattfindet. Von W. RIEXINGER wird daher vorge-

schlagen, Ar nur zu 20 % zu beriicksichtigen.

Agqr =Ag+0,2-Ar (A.50)

A.3.3 Natiirliche Konvektion in den Storzonen

Die rechnerische Behandlung der natiirlichen Konvektion ist dhnlich kompliziert wie die der
erzwungenen Konvektion. Erschwerend kommt hinzu, dass der Einfluss von real stets auftreten-
den Luftverwirbelungen praktisch nicht erfasst werden kann, weshalb hier auf Erfahrungswerte
zuriickgegriffen werden muss. Da die Wirmeabgabe der Storzone bei hoheren Liifterdrehzahlen
weitaus geringer ist als die der Rippen, erscheint eine ausfiihrliche Behandlung wie in [Got54]

an dieser Stelle unzweckméfig.

Stattdessen soll auf den stark vereinfachten Berechnungsansatz aus [Rie69] zuriickgegriffen wer-
den. Die Wirmeiibergangszahl wird pauschal zu o, = 14 W/ (m2 K) angenommen, als mafgeb-
liche Fliche wird der Storzonenanteil der Zylinderflache des Gehéduses angesehen. Diese berech-
net sich wie folgt:

Asy = IR - TT-DG o ksz - (A.51)

A.3.4 Resultierender Wiarmeiibergangswiderstand

Der resultierende Wirmeiibergangswiderstand Ry, gy ergibt sich als reziproke Summe der jewei-
ligen Produkte aus Wirmeiibergangszahl und beteiligter Fldche.
1

Ringu = = (A.52)
o R 'AGR + Olstr ‘Astr + Otz ‘Astz

Der Anteil der erzwungenen Konvektion OR - Agr ist drehzahlabhingig, weshalb Ry, gy =
f(n) gilt. Abbildung A.11 zeigt fiir eine Schrittweite An = 25min~! die rechnerisch ermittel-

ten Gehiuseiibergangswiderstinde. Erwartungsgema3 nimmt Ry, gy mit steigender Drehzahl
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zunichst stark ab, wihrend bei hoheren Drehzahlen eine gewisse ,,Sattigung® auftritt. Zwi-
schen 1000 min—! und 1100 min~! ist ein sprunghafter Anstieg von R Gu zu beobachten. Die-
ser ldsst sich auf das (rechnerische) Umschlagen der laminaren in eine turbulente Stromung
zuriickfiihren. Zur praktischen Verwendung werden die einzelnen Punkte mittels der Exponenti-
alfunktion (A.53) angenihert.

Ringu(n) =0,33K/W-e 10557 1 0 [0K /W - e~ 00457 (A.53)
05 T T T T T T T
+ Berechnete Punkte
0.4 Exponentialfunktion | |
3
a 0.3 .
~
=)
<© 0.2 -
<
0.1 _
== et L L L g
HELR LR e AR R R e e o e i o S P RS R W T
0 ! ! ! ! ! ! !
0 250 500 750 1000 1250 1500 1750 2000
n / min~!

Abbildung A.11: Thermischer Gehiduseiibergangswiderstand Ry gu als Funktion der Liifterdrehzahl

40 T T T T T T T

[ ] Anteil erzwungener Konvektion

[ Strahlungsanteil
30 - | I Storzonenanteil

—_
o
T

0 250 500 750 1000 1250 1500 1750 2000
n / min™!

Abbildung A.12: Aufteilung des Gehéuseiibergangsleitwerts 1/Rp gu auf den Anteil der erzwunge-
nen Konvektion, der Strahlung im Rippenbereich sowie der natiirlichen Konvektion und Strahlung im
Storzonenbereich
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Interessant ist in diesem Zusammenhang auch die Betrachtung der jeweiligen Widerstands-
anteile o - A, welche in Abbildung A.12 dargestellt sind. Strahlungs- und Storzonenanteil
werden mit steigender Drehzahl schnell von der erzwungenen Konvektion iiberschattet. Eine
wesentliche Rolle spielen beide Anteile lediglich bei Drehzahlen nahe 0 min~!. Dies rechtfertigt

die Verwendung einfacher Ndherungen zur Berechnung selbiger.

Der bereits erwihnte Sprung aufgrund des Wechsels von laminarer zur turbulenten Stromung
ist ebenfalls deutlich zu erkennen. Es sei an dieser Stelle darauf hingewiesen, dass in der Rea-
litdt ein derartig diskreter Sprung nicht auftreten wird, vielmehr ist damit zu rechnen, dass die
Stromung bereits unterhalb der kritischen REYNOLDS-Zahl Abldseerscheinungen zeigen wird
[SGO6]. Im Rahmen der Modellierung wird diesem Umstand durch die Verwendung der ge-
zeigten Interpolationsfunktion begegnet. Die messtechnische Uberpriifung ebendieser Funktion
erfolgt in Abschnitt A.3.5.

A.3.5 Messtechnische Uberpriifung

Zur Uberpriifung des vorgestellten Vorgehens zur rechnerischen Ermittlung von Ry wurden
beide Funktionsmuster mittels U(f)-Steuerung bei verschiedenen Drehzahlen mit in etwa
gleichbleibender Wicklungserwirmung von 32 K (absolute Temperatur von circa 55 °C) betrie-
ben. Durch Auflosen von Gleichung (4.3) wird durch messtechnische Trennung der Verlustel”!

der jeweilige Wert von Ry, gy bestimmt (Abbildung A.13).

0 . 1 T T T T T T
. Analytische Modellierung
0.08 |- & — > — Messung #-Design _
Messung V-Design

Runcu /| K/W
(]
=
T

0.04
\>< ST T e T iy
S T — =X
0.02 |- > ]
O | | | | | |
200 400 600 800 1000 1200 1400 1600

n / min~!

Abbildung A.13: Vergleich des messtechnisch und des analytisch ermittelten Gehiuseiibergangs-
widerstands

[>IDie Ummagnetisierungsverluste werden hilftig in Zahn- und Jochverluste aufgeteilt.
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Der messtechnisch ermittelte Verlauf von Ry, gy stimmt bei beiden Funktionsmustern bis
auf den Wert bei 1000 min~—! nahezu iiberein. Dies zeigt, dass die Unsicherheiten bei der
Bestimmung der iibrigen thermischen Widerstidnde sehr gering sind. Das ist besonders in Bezug
auf den Nutiibergangswiderstand Ry, n bemerkenswert, da dieser aufgrund der unterschiedlichen
Bewicklung beider Statoren nicht identisch ist. Somit stellt die gute Ubereinstimmung der
Kurven indirekt auch einen Nachweis fiir die Giiltigkeit der Gleichungen (4.7) und (4.8) dar. Der
exponentielle Charakter des Gehduseiibergangswiderstands, der auf den nichtlinearen Einfluss
der Liifterdrehzahl zuriickzufiihren ist, ist deutlich zu erkennen.

Im Vergleich mit der Simulation ergibt sich bei einer Drehzahl von 250 min~!

eine sehr gute
Ubereinstimmung; die Abweichung der Simulation in Bezug auf die Messung betriigt an die-
ser Stelle nur 1 %. Fiir hohere Drehzahlen gehen die Ergebnisse hingegen deutlich auseinander,

sodass bei 1500 min—!

eine Abweichung von 61 % vorliegt. Es sei jedoch darauf hingewiesen,
dass bei der messtechnischen Ermittlung von Ry, gy alle Fehler mit eingehen, die aus der ana-
lytischen Berechnung der iibrigen Wirmeiibergangswiderstinde resultieren. In Anbetracht der
diversen Annahmen, die zur Berechnung von Ry, gy getroffen wurden, kann daher von einer

zufriedenstellenden Genauigkeit der vorgestellten Berechnungsmethode gesprochen werden.
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A.4 Magnetische Widerstinde der Funktionsmuster

In diesem Abschnitt sind die Berechnungsvorschriften fiir die Zweigwiderstinde der in Abschnitt
8.6.1 gezeigten magnetischen Netzwerke zu finden. Diese basieren auf den Erlduterungen in
Abschnitt 5.2.2 und werden somit stets als quaderformige Elemente unter Vernachldssigung der

Kriimmung angenéhert.

A.4.1 Statorwiderstinde

B h, ‘5geo‘ hy, . T (l‘)la_hljl/NZ
I -
o [ 1 ® v
S 4 O S
N [\
< ve
(a) (b)
T (Dli_ 5geo) /N2

Abbildung A.14: Zur Berechnung von Luftspalt- (a) und Statorjochwiderstand (b)

Luftspalt

Die Berechnungsvorschrift der Luftspaltwiderstinde wurde in Abschnitt 5.2.2 bereits hergeleitet:

hiz i hyz N N, - 8"
blZ,d/q lax - HFe bz - lax - HEe T0- (Dli — 6geo) lax Ho

Ry 14 =

mit den in Abbildung A.14a definierten geometrischen Groflen. Die Statorzahnbreite besitzt,
wie in Abschnitt 5.2.1 dargelegt, je nach Zugehorigkeit des Zahns zum d- oder g-Bereich einen
unterschiedlichen Wert. Beim #-Design gehoren die Zweige 3, 4, 10 und 11 zum g-Bereich, beim
V-Design die Zweige 1, 6, 7, 8, 13 und 14.

Joch

Bei der Bestimmung der Jochwiderstinde muss die Statortransformation gemafl Abschnitt 5.2.1
beriicksichtigt werden. Damit ergibt sich die Linge des einzelnen Jochwiderstandes nach Abbil-
dung A.14b als Quotient des mittleren Umfangs und der Rotornutzahl, die Fliche als Produkt
der Jochhohe und der axialen Blechpaketlinge.

7T+ (D1a—hiy)
No -hiy - lax - Upe

Rins).. 08 =
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A.4.2 Rotorwiderstinde #-Design
Streustege und Entlastungspfade
Die Geometrie der Streustege und der Entlastungspfade des #-Designs kann Abbildung 8.14a

entnommen werden. FormelméaBig ergibt sich fiir die Streustegwiderstinde:

ho
Rinpo).. /32 = T

Bei den Entlastungspfadwiderstinden wird lediglich der relevante Luftanteil beriicksichtigt.

R _ e
m,33//36 bep'lax"LLO
Radialpfad (d-Achse)
F(c% \ (o)
v
z z <
~ “s
S } y
~ ® ()
(a) Prv (b) by

Abbildung A.15: Zur Berechnung von PM- (a) und q-Achsen-Widerstand (b) im #-Design
In der d-Achse liegt eine Reihenschaltung von Magnet, doppeltem Magnetluftspalt und halber
Rotorjochhohe gemi3 Abbildung A.15a vor.

dpm 2-6pm hay
hem - lax - pM hpm - lax o 2-hpwm - lax - Ure

Rin39/.. /42 =

Radialpfad (q-Achse)

Der Widerstand der g-Achse wird gemdll Abbildung A.15b approximiert. Die Widerstandslédnge
hq ist von den Entlastungspfadenden bis hin zu den Rotorjochwidersténden Ry, 43 /44/46/47 ZU
bemessen. Als Breite bq wird der mittlere Wert der iiber hq variierenden geometrischen Breite

angenomimen.
h q

R =9
m.37/38 bq “lax - MFe
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Joch

Die Widerstandsbreite aller Rotorjochwiderstinde des #-Designs entspricht der Rotorjochhdhe
hyy. Als Linge der Rotorjochwiderstinde der Zweige 45 und 48 wird die Magnetbreite bpy; zu
Grunde gelegt, da die Widerstinde von Magnetmitte zu Magnetmitte der beiden Magnete eines

Pols reichen.
bpm

hZJ . lax - HFe

Fiir die iibrigen Widerstinde ist die halbe Magnetbreite einzusetzen.

Rinas/48 =

bpm

Ry 43/44/46/47 = TS

A.4.3 Rotorwiderstinde V-Design
Streustege und Entlastungspfade

Fiir die Berechnung der Streusteg- und Entlastungspfadwiderstinde des V-Designs sind die geo-
metrischen Abmessungen nach Abbildung 8.14b maBigeblich.

Rin33)../36 = bo I~ ire
he
Ryl =— 00—
m.41/ bep : lax - HFe
>t Oy
(o)
} .
o 4
<y | @ e QE o
y
(a) bq /2 (b) bq /2 hon

Abbildung A.16: Zur Berechnung von Tangential- (a) und PM-Widerstand (b) im V-Design

Dariiber hinaus tritt beim V-Design noch ein zweiter, zur Drehachse tangentialer Pfad zwischen
Streusteg und g-Achse gemill Abbildung A.16a in Erscheinung, welcher die Verbindung zwi-
schen Streusteg (0) und q-Achse herstellt. Seine Linge entspricht der halben g-Achsen-Breite
bq, seine Breite ist als Abstand bsq zwischen der oberen Magnetkante und der unteren Rotornut-
kante definiert.

205



A Anhang

bq
2'bcq ’ laX'HFe

Rinn9../32 =

Radialpfad (d-Achse)

In der d-Achse sind der bereits diskutierte Entlastungspfad sowie die Flusswege durch die Ma-
gnete zu beachten. Der Widerstand letztgenannter berechnet sich als Reihenschaltung von Ma-

gnet, doppeltem Magnetluftspalt und halber q-Achsen-Fldche nach Abbildung A.16b.

dpm 2-%pMm n bq
hem -lax - pm M - lax o 2-bpwm - lax - UFe

Rin43)../46 =

Radialpfad (q-Achse)

Mit den in Abbildung A.16b definierten GréBen und der Rotorjochhdhe /o5 nach Abbildung
8.1 ergeben sich die Widerstdnde der q-Achse. Das dufiere Ende der Widerstinde R, 37,33 wird
dabei in die Mitte der Widerstdnde Ry, 29/, /32 gelegt, das innere in die Magnetmitte. Analog
dazu liegt das duBere Ende von Ry, 3949 in der Magnetmitte, das innere in der Rotorjochmitte.

Daraus resultiert der Faktor 2 im Nenner der Bestimmungsgleichungen.

R __bem+boqg
R __bem Aoy
m.39/40 2- bq “lax - UFe

Joch

Die Linge der Rotorjochwiderstinde im V-Design entspricht dem mittleren Jochumfang dividiert
durch die Anzahl der Widerstinde. Auf ein Polpaar treten beim V-Design die vier Widerstiande
Ry 47.../50 auf, sodass sich mit der Rotorjochhdhe /5 nach Abbildung 8.1 folgende Formel

ergibt:
- (Dw + h2J)
4-p-hoy-lax- Ure

Rina7/../50 =
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A.5 Magnetische Spannungsquellen der Statorwicklung

A.5.1 Herleitung der Felderregerkurve

Zur Berechnung der magnetischen Spannungsquellen wird nachfolgend der ortsabhédngige
Strombelag A(y;) eingefiihrt. Er ldsst sich als eine feine, gleichmiBige Verteilung der
stromfiihrenden Leiter eines Strangs auf seine Wicklungszone bezogen auf den Statorbohrungs-
durchmesser Dy; verstehen. Durch Integration des Strombelags iiber den Statorbohrungsumfang
kann die Felderregerkurve ® bestimmt werden, welche die Grundlage zur Bestimmung der
einzelnen Durchflutungsquellen darstellt. Abbildung A.17 zeigt den entsprechenden Model-
lierungsvorgang. Der Stinder entspricht dabei einer Abwicklung der in Kapitel 3 gezeigten

zweipoligen Synchronmaschine mit 18 Statornuten.

Der Statorumlaufwinkel y; beginnt an der a-Achse, der Rotorumlaufwinkel 9 an der d-Achse.

Beide Umlaufwinkel sind durch den elektrischen Rotorlagewinkel ¥, miteinander verkniipft.
="+ (A.54)

Der Strombelag +A, /. = Asr der einzelnen Zonen ergibt sich als Quotient der gesamten Zo-
nendurchflutung Oy, und dem Anteil einer Zone am Gesamtumfang der Statorbohrung 7|y - g [e1,

Fiir die Durchflutung einer Zone gilt

. Z : z .

Dementsprechend ergibt sich der Strombelag zu

A (l‘) _ ®str(t) _ istr(t> *ZIN 41 é . istr(t) *ZIN g

Ip = Ip - (A.56)
TIN " 41 TIN-q1- a1 TIN a1

Zur Berechnung der magnetischen Felderregerkurve wird die Strombelagskurve iiber y; inte-
griert. Hierzu wird zunichst die Strombelagsfunktion eines Strangs aus den beiden Zonenstrom-

belidgen zusammengesetzt und als FOURIER-Reihe formuliert!’).

Age(71,1) Z -cos (k-y) +b(k,t)-sin(k-y) (A.57)

Zur Berechnung der FOURIER-Koeffizienten wird der Strombelag gemil3 Abbildung A.18 als
DirRAC-Impuls dargestellt.

(6]Zur Definition von 7y siehe Gleichung (5.6a).
[71Bei einem symmetrischen Wicklungsaufbau tritt kein Gleichanteil des Strombelags (0) /2 auf, weshalb dieser im
Weiteren vernachlissigt werden kann.
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Resultierender Strombelag

A4

Magnetische Durchflutung

| \‘\_/‘/Vl"'ﬂ/?’

Abbildung A.17: Herleitung der Felderregerkurve fiir den Bestromungszustand i, /2 = —i, = —i.

Damit kann der konzentrierte Strombelag als Quotient der konzentrierten Nutdurchflutung durch
den Winkel 2¢ definiert werden, wobei € gegen null strebt. Definitionsgemifl nimmt die DIRAC-

Funktion an dieser Stelle den Wert oo an. Im tibrigen Wertebereich ist sie null.

T . @)str(t)
T 2¢e
Astr(f) — /2 =0 *lp
0 sonst

in Zonenmitte

(A.58)
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a 7 b c
7 — I I
A, +4,
| © o Q]
< -
| Tlp |
Strombelag Phase a
|
o
|

| IR (s %-ple— Fein verteilter Strombelag| ytm/3

| <4 — Konzentrierter Strombelag|
o)

Abbildung A.18: Ubergang vom riumlich verteilten auf den konzentrierten Strombelag in Form eines
DIRAC-Impulses

Die Polteilung 7, des Stators ist wie folgt definiert:

D .
Tip = 2—; : (A.59)

Mit der DIRAC-Funktion des Strombelags konnen die FOURIER-Koeffizienten a(k) und b(k)
berechnet werden. Zunichst sei ersterer Koeffizient fiir den Strombelag A, hergeleitet. Unter
Ausnutzung der Symmetrie kann weiterhin die Betrachtung auf einen Pol beschrinkt werden.
Da der konzentrierte Strombelag lediglich in der Zonenmitte (im Falle des a-Strombelags bei
7 /2 bezogen auf den y;-Zihlpfeil) einen Betrag ungleich null besitzt, muss bei der Integration

nur dieser Punkt beriicksichtigt werden.
. 21
alk) =~ / Au() -cos (k-7)dn
0
T

=2 [Au)-cos(k-m)a

0
o (r)
.2 T O,
— lim =. A WA .
el—r>r(1)7r / Tip 2€ cos (k-71)dy,
2—¢
@() S+e
t
o cos(k-1)dy

—&

ol
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-2y o (509) oo (3 9)]

O, (1 1
k-Tip e-0 € 2 2

Der Grenzwert der Funktion sin(k - €) /€ fiir € gegen null ldsst sich beispielsweise mit der Regel
von DE L’HOSPITAL bestimmen. Dabei werden sowohl Zahler als auch Nenner nach € abgeleitet
und der Grenzwert des so entstehenden neuen Bruchs berechnet.
in(k-€))’ k-cos(k-¢€

i SKE) ) Recosthe€) i cosk-g) (A.61)
e—~0 € £—0 (e) £—0 1 £—0

Anwendung von Formel (A.61) auf Gleichung (A.60) ermoglicht die Berechnung des Grenz-
wertterms. Da der €-Term innerhalb des zweiten Sinusterms ein negatives Vorzeichen besitzt,

wird dieser resultierend positiv gewertet.

—%-g% [k-cos <k-g+k-8> +k-cos (k-g—k-sﬂ

a(k) =
=2 0y(1)-cos (k-5 (A62)

Analoges Vorgehen fiihrt auf den zweiten Koeffizienten b(k). Bei der Verwendung der Regel von
DE L’HOSPITAL sei darauf hingewiesen, dass die Ableitung des durch die Integration entstehen-
den Kosinusterms dem negativen Sinus entspricht. Da durch die Integration jedoch ebenfalls der
Faktor —1 zur Gleichung hinzukommt, gleichen sich beide Minuszeichen schlussendlich wieder
aus, sodass sich Gleichung (A.62) und Gleichung (A.63) nur durch den resultierenden Sinus-

beziehungsweise Kosinusterm unterscheiden.
| 2
bk = / Aa() - sin (k-71) dy,
0

T
2 .
_ E/Aa(z)-s,m<k-y1)c1y1
0

2 T Ou(r) .
— lim = AL WA .
£20 T / Tp 2€ sin(k-11)d7
%_
O, (1) e
t
—_— a .
0Ty € sin(k-7)dy
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— _I(?agi ;1_1}})% [—cos (k-g+k-8> +cos (k-g—k-&‘)]
_ _I?aifi lim [k-sin (k~§+k-£> +k-sin (k-%—k-e)]
:_%.@aa)-sin (-2) (A.63)

Wird die Betrachtung auf die Grundwelle p beschrinkt, so istk = 1. Daa(1) =0 gilt, ist im Nach-
folgenden lediglich der Sinusterm von Gleichung (A.57) von Bedeutung. Zur Beriicksichtigung
der rdumlichen Position der Phase a wird der additive Anteil @y = ¢, dem Sinusargument hin-

zugefiigt!8].

2 . (T )
Aap(71,t) = ——-Oq4(1) - sin (5) -sin(y] + @a)

T]P ——
=1
22 I -wr -
=— V2w 61p‘005(0)1‘t+(P0+<Pa)'Sin(?’l+<Pa)
Tip- P
= —Aap-cos (@)1 + @+ @) -sin(y + @a) (A.64)

Integration des Strombelags iiber y; ergibt die Strangdurchflutungsgrundwelle. Ausgehend von
der Primisse eines rein radialen Hauptflusses kann die aufgrund des unbestimmten Integrals

auftretende Integrationskonstante zu null gesetzt werden.

T
BOup(71,t) = %/Aa,p(?’hl)d?’l

= /Aa,p ~cos (@y -1+ Qo+ @) - sin(y; + @a)dn

0
T ~
= % Aap-cos (@ -1+ Qo+ @a) - cos(V + @a) + K

= Oy p-cos (@) -1+ Po+ @a) - cos(V + Py) (A.65)

Zur Vereinfachung der auftretenden Kosinus-Produkte kann folgender trigonometrischer Zusam-

menhang genutzt werden:

cos(x) -cos(y) = = (cos(x —y) +cos(x+y)) . (A.66)

| =

Demzufolge ldsst sich Gleichung (A.65) auch als Summe zweier Kosinusterme formulieren.

A

P

Oap(i,1) = o (cos (@114 Qo+ @a— Vi — @a) +cos (@ -1+ @+ Qo+ V1 + Pa))

[81Im Falle von a ist dieser Winkel null, da ; definitionsgemsf seinen Ursprung in der a-Achse hat. Fiir die Achsen
b und c entspricht dieser Winkel dem elektrischen Phasenversatz gegeniiber a.
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Oup
2

~(cos (@1 -1+ @y —71) +cos (@ -t +@o+ Y1 +2- ¢a)) (A.67)

Fiir die Amplitude der Strangdurchflutungsgrundwelle ®a,p gilt

T A 2-V2-11-wy -
lp.Aap: \/_ 1° W1 élp‘ (A.68)

®a,pz? ,
b7

Fiir die Amplituden der beiden anderen Strangdurchflutungsgrundwellen b und c ergibt sich

durch analoges Vorgehen dieselbe Amplitude.

A

®str,p = ®a,p = (:)b,p = ®c,p (A.69)

Die gesamte Durchflutungsgrundwelle ergibt sich nun als Summe der drei Strangdurchflutungs-
grundwellen. Dabei ist der Phasenversatz der einzelnen Strome untereinander sowie die in Bezug
auf den Koordinatenursprung von y; unterschiedliche rdumliche Verteilung der Wicklungen zu
beriicksichtigen. Dies geschieht mit dem Lagewinkel ¢, welcher fiir a den Wert O, fiir b den
Wert —27t/3 und fiir ¢ den Wert +27/3 besitzt.

O = Oap(V1,1) +Opp(V1,1) +Ocp(V1,1)

Q)
— sQmp'(Cos(an-t-l-<Po—?’1)+cos(001'f'i'ﬁl’O“‘?’l"‘2'%))
e
+%.(cos(w1~t+qvo—}’1)+005(w1'f+¢0+7/1+2'%)>
Q)
+ - Szmp‘(Cos(a)1~t+(P0—71)+cos(0)1'f+‘P0+?’1+2“PC))
Q)
= %-3-cos(wrl+‘l’0—?’l)
0
Q)
_i_% COS((O]'

Der zweite Summand wird beim Einsetzen der drei Phasenwinkel zu null. Somit ergibt sich

die resultierende Durchflutungsgrundwelle in Statorkoordinaten gemif3 der nachfolgenden Glei-

chung.
3,
®1p(’}/17t) = 5 str,p'COS(wl ‘t+(P0_'}/1) (A.70a)
& O1p(71,1) = O1p - cos (@ -1+ @ — 1) (A.70b)
& 0O1p(11,1) = O1p-cos (Y1 — o -1 — @) (A.70c)
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Die Amplitude der resultierenden Durchflutungsgrundwelle betrigt demzufolge

~ _3'\/§‘II'W1'§1p

®
Ip P

(A.71)

Zur Eliminierung der Zeitabhingigkeit von ©1, wird die Felderregerkurve mittels (A.54) in
rotorfeste Koordinaten transformiert. Im Falle des stationdren synchronen Betriebs ist die
Anderungsrate von 7;, konstant, sodass der elektrische Rotorlagewinkel gemiB Gleichung (3.10)

als Produkt der elektrischen Winkelgeschwindigkeit @; und der Zeit aufgefasst ¢+ werden kann.

®1p(’}/27t> == é)lp + COS ('}/2 + ’}/12 — wl .t — (po)
= O1p - c0s (12 + O — D1 — @)
= ®1P - COs (YZ - (PO) (A.72)

Wie aus Gleichung (A.72) ersichtlich ist, entfillt in Rotorkoordinaten die Zeitabhiangigkeit der
Felderregerkurve im stationdren synchronen Betrieb. Das Maximum der Felderregerkurve tritt
daher stets bei y» = ¢y auf. Dieser Punkt ist bei ¢y = O in der d-Achse zu finden. Der Anfangs-
lagewinkel ¢y kann daher als Bestromungswinkel Yo der Maschine aufgefasst werden, welcher

seinen Bezugspunkt in der d-Achse besitzt (vergleiche Abbildung A.17).

Yo = Po (A.73)

A.5.2 Definition des Bestromungswinkels

Die Felderregerkurve soll im Nachfolgenden mit dem Bestromungswinkel gemifl Gleichung

(A.73) formuliert werden.
O1p(12) = O1p-cos (12— Yo) (A74)

Bei einem Bestromungswinkel ¥ = 7/2 kann in Analogie zum stromeingeprigten Betrieb von
Servomotoren von einer Stromeinpriagung in die q-Achse (/14 = 0) gesprochen werden. Fiir po-
sitive Werte von /14 wird das Feld der Magneten verstirkt, fiir negative Werte hingegen abge-
schwicht. Eine allgemeine Darstellung des Zusammenhangs zwischen Ij, I} 4/q und % kann

Abbildung A.19 entnommen werden.

Somit konnen /14 und /4 mit Hilfe von trigonometrischen Funktionen in Abhéngigkeit von I;

und g dargestellt werden.

La=1;- COS(’}/@)) (A.75a)
Ilq =1- sin(y@) (A75b)
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1C)
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Abbildung A.19: Definition des Bestromungswinkels g im Zeigerdiagramm

Division von (A.75b) durch (A.75a) fiihrt auf folgenden Ausdruck:

Lq _ sin(te)
Lia  cos(Ye)

=tan(yg) - (A.75¢)

Durch Anwendung des Arkustangens auf beide Seiten von Gleichung (A.75c¢) kann eine Formel
zur Berechnung des Bestromungswinkels bei Kenntnis von /; 4/q gewonnen werden. Hierbei ist
jedoch zu beachten, dass die Zielmenge des Arkustangens nur von —7/2 bis 7/2 reicht (griine
Pfeile in Abbildung A.19). Um auch fiir ;g < O den korrekten Winkel zu bestimmen (blaue
Pfeile in Abbildung A.19), muss daher eine Fallunterscheidung durchgefiihrt werden.

arctan <2—3> fiir 14 <0
To = . ) (A76)
arctan (E) +7x firlig>0
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A.6 Schwungmassenanlage

A.6.1 Motivation

Zur experimentellen Uberpriifung der Intrittfallgrenze ist es notwendig, das Antriebsstrang-
Trigheitsmoment Jges variabel zu gestalten. Eine Moglichkeit hierzu ist die Nutzung von
Schwungscheiben, welche mit dem Antriebsstrang gekuppelt werden. Die einzelne Scheibe
wird in axialer Richtung diinn dimensioniert, sodass auf einer gegebenen axialen Lédnge eine
grofle Anzahl von Scheiben Platz findet. Durch Variation der Scheibenanzahl kann so eine feine
Diskretisierung der moglichen Trdgheitsmomente realisiert und die Intrittfallgrenze in einem

weiten Bereich experimentell ermittelt werden.

Die Kupplung der Schwungscheiben mit dem Antriebsstrang stellt hohe Anforderungen an die
Welle-Nabe-Verbindung, welche zum einen den wihrend des Hochlaufs auftretenden StoBdreh-
momenten standhalten muss, zum anderen aber auch eine schnelle und unkomplizierte Anderung
des Trigheitsmoments durch Austausch der Schwungscheiben ermdglichen soll. Letztere Anfor-
derung bedingt eine formschliissige Verbindung mit Spielpassung zwischen Scheibe und Welle,
da bei reibschliissigen Verbindungen ein zeitaufwendiges Verspannen von Welle und Nabe er-
forderlich ist!). GemiB [SS12a] kann erstere Anforderung besonders gut durch die sogenannten

Polygonprofile erfiillt werden, auf die im Nachfolgenden kurz eingegangen wird.

A.6.2 Polygonprofil

Bei den technisch verwendeten Polygonprofilen P3G nach DIN 32711 und P4C nach DIN 32712
handelt es sich um sogenannte Trochoiden. Die nachfolgenden Formeln ergeben in der kartesi-
schen x-y-Ebene fiir n = 3 das P3G-Profil, fiir n = 4 das P4C-Profil.

x= (g —e-cos(n- Ot)) -cos(a) —n-e-sin(n- o) -sin(x) (A.77)
y= (g —e~cos(n-(x)> -sin(et) —n-e-sin(n- o) - cos(or) (A.78)

Mit D wird der Nenndurchmesser und mit e die Exzentrizitit des Profils gemil3 der jeweiligen
DIN-Norm bezeichnet, wihrend o« den Winkel zwischen x-Achse und Kurvennormale benennt.
Zur Erstellung des vollstindigen Profils wird o von 0 bis 27 variiert. Nach [SS12a] kann beim
P4C-Profil mit einer entsprechenden Passung eine Verschiebung von Welle und Nabe unter Last
erfolgen, wihrend dies beim P3G-Profil nicht moglich ist. Da die axiale Verschiebbarkeit unter
Last fiir den vorliegenden Einsatzzweck nicht gewiinscht ist, wird das P3G-Profil gemél} Abbil-
dung A.20 genutzt.

[91Zur Definition von reib- und formschliissigen Verbindungen siehe beispielsweise [SS12a].
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Nabe

(@) (b)
Abbildung A.20: Polygonwelle und -nabe im (a) unbelasteten und (b) belasteten Zustand

In A.20a ist eine ruhende Welle-Nabe-Verbindung mittels P3G-Profil dargestellt!'?). Die gezeigte
Profilform resultiert direkt aus den angegebenen Parametergleichungen und besitzt drei Ecken,
die harmonisch in die Flanken iibergehen. Eine Besonderheit des P3G-Profils ist sein Gleich-
dickcharakter (rote, blaue und griine Linie sind gleich lang), welcher im Gegensatz zu anderen
formschliissigen Verbindungen eine stets gleichméBige Dicke der Welle und damit eine erhdhte
mechanische Festigkeit bedingt. Wird die Welle wie in A.20b mit einem Drehmoment M belas-
tet, so verdreht sich die Welle in der Nabe, bis die Wirkflaichen aufeinander gepresst und die Nabe
mitgenommen wird. Dieses Vorgang lauft im Vergleich zu anderen formschliissigen Verbindun-
gen mit Spielpassung sehr materialschonend ab, da die Wirkflachen ,,allméhlich® aufeinander
geschoben werden und nicht wie beispielsweise bei Passfeder- oder Keilwellenverbindungen ein
ruckartiges Auftreffen stattfindet. Die Vermeidung scharfer Kanten trigt ebenfalls zur Langle-
bigkeit des Profils bei.

A.6.3 Aufbau der Anlage

Die konstruktive Realisierung der Schwungmassenanlage ist in Abbildung A.21 skizziert und in
Abbildung A.22 fotografisch dokumentiert. Sie besteht im Wesentlichen aus zwei fliegend!!!]
gelagerten Wellen, welche in der Abbildung als Lang- und Kurzwelle bezeichnet sind. Zwi-
schen beiden Wellen existiert ein Montagespalt, der im Betrieb mit Hilfe einer Schiebemuffe
iiberbriickt wird. Diese besitzt auf ihrer Innenseite ein Naben-Polygonprofil, mit dem eine

drehsteife Verbindung beider Wellen hergestellt wird.

[1017Zur besseren Verstindlichkeit ist eine iiberhdhte Spielpassung gezeigt.
(1Zur Begriffserklirung siehe beispielsweise [SS12b].
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Schwung-
scheiben | |
Pass- ] . . Schiebemuffe k- Pass-
federnut i angwetie I3 - welle | federnut
- HEE '*'*:':':':*'*:'::'}j“' E——-{ ------- ==
- - —1H
100 \ ol Y |wo=)
T P3G-
Polygonprofil
(a) | |
] Montagespalt

(b)

Abbildung A.21: Gitterzeichnung der Schwungmassenanlage im (a) gekoppelten Zustand bezie-
hungsweise (b) und (c) entkoppelten Zustand
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Auf dem Polygonprofil der Langwelle sind die Schwungscheiben, welche ebenfalls iiber eine
Naben-Polygonbohrung verfiigen, montiert. Soll die Schwungscheibenkonfiguration der Lang-
welle gedndert werden, so wird die Schiebemuffe auf die Kurzwelle aufgeschoben, was beide
Wellen voneinander entkoppelt und den dazwischen liegenden Montagespalt freigibt (Abbildung
A.22a). Uber diesen konnen Schwungscheiben vom Polygonprofil der Langwelle abgezogen
beziehungsweise weitere Schwungscheiben aufgeschoben werden. Ist die gewiinschte Konfigu-
ration erreicht, so konnen Lang- und Kurzwelle iiber die Schiebemuffe wieder gekoppelt werden

(Abbildung A.22b). Zur Sicherung der Schwungscheiben gegen axiale Verschiebung werden

diese mit passend konstruierten Klemmringen fixiert (Abbildung A.22d).

(a) Leere, gedffnete Schwungmassenanlage (b) Beladene, geschlossene Schwungmassenanlage

(c) Verschiedene Schwungscheiben (d) Klemmringe

Abbildung A.22: Aufbau und Komponenteniibersicht der Schwungmassenanlage

Die Anderung des Gesamttriigheitsmoments des Antriebsstrangs erfolgt additiv: Wird eine
Schwungscheibe mit einem bestimmten Trigheitsmoment J auf das Profil aufgeschoben, so wird
das Gesamttrigheitsmoment um J erhoht. Das Trigheitsmoment einer Schwungscheibe ist da-
bei gemiB Gleichung (3.73) sowohl eine Funktion ihrer Geometrie als auch ihrer Masse. Da
die Dicke einer Schwungscheibe durch den Montagespalt begrenzt ist, werden unterschiedliche

Triagheitsmomente durch Variation des Scheibendurchmessers realisiert (Abbildung A.22c).
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A.6.4 Blockade des Antriebsstrangs

Eine weitere Funktion der beschriebenen Anlage ist die einer mechanischen Feststellbremse,
um beispielsweise den quasistationdren Anlauf messtechnisch untersuchen zu kénnen. Hierfiir
kommt die in Abbildung A.23a gezeigte Vorrichtung zum Einsatz. Durch Aufschieben der
Vorrichtung auf das Polygonprofil der Langwelle wird der Antriebsstrang verdrehsicher fixiert
(Abbildung A.23b). Uber die beiden Inbusschrauben wird der Blockadebock mit dem Funda-

ment der Schwungmassenanlage verbunden.

(a) Blockadebock freistehend (b) Blockadebock montiert

Abbildung A.23: Fotos des Blockadebocks
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A.7 Technische Zeichnungen

Nachfolgend sind die technischen Zeichnungen des Statorblechschnitts, der Rotorblechschnitte

sowie der Kurzschlussringe zu finden.
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A Anhang

A.8 Remanenzverlust aufgrund von

Arbeitspunktverschiebungen

In Abschnitt 10.1.1 wurde gezeigt, dass die berechnete EMK beider Funktionsmuster gegeniiber
den gemessenen Werten deutlich zu hoch ist. Als mogliche Ursache wurde eine Teilentma-
gnetisierung der Ferritmagnete von B, = 430mT auf 400mT angefiihrt. Diese These wird

nachfolgend durch entsprechende Untersuchungen iiberpriift.

Da fiir die Ferritmagnete keine gemessene B(H )-Kennlinie vorliegt, werden fiir die Unter-
suchungen kunststoffgebundene SE-Magnete des Typs BMNpi-30/54 der Fa. Bomatec AG
[Bom16] genutzt, die in Bezug auf ihre magnetischen Eigenschaften (Remanenz und Koer-
zitivfeldstirke) mit den genutzten Ferritmagneten vergleichbar sind. Fiir die messtechnische
Bestimmung der EMK bei Verwendung dieser Magnete wird ein zusitzlicher Rotor im V-
Blechschnitt angefertigt, welcher in den mit 30 Leitern pro Nut versehenen Stator eingesetzt
wird. Die Magnete werden in diesen Rotor nicht eingeklebt, sodass sie nach Durchfiihrung der

Messungen wieder entnommen werden konnen.

A.8.1 Theoretische Betrachtung

Die (Teil-)Entmagnetisierung eines Magneten lédsst sich allgemein darauf zuriickfiihren, dass
der Magnet im nichtlinearen Bereich seiner B(H )-Kennlinie betrieben wird. Abweichend von
der idealisierten Darstellung in Abbildung 2.5 kann ein solcher nichtlinearer Bereich auch schon
weit vor der intrinsischen Koerzitivfeldstiarke beginnen. Die in Abbildung A.29 dargestellte, vom
Magnethersteller messtechnisch bestimmte B(H )-Kennlinie des BMNpi-30/54-Magnetmaterials
zeigt, dass dessen B(H)-Kennlinie bereits bei betragsmiBig niedrigen Feldwerten von der
idealen Arbeitsgeraden (Tangente der B(H)-Kennlinie im Ordinatenabschnitt) des Magneten
mit Steigung upy abweicht.

Der Remanenzverlust aufgrund des nichtlinearen Kennlinienverlaufs ldsst sich bei Kenntnis
der Entmagnetisierungskurven und der Arbeitsgeraden nédherungsweise mittels grafischer
Auswertung nachvollziehen. Hierzu wird ausgehend von einem idealisierten Magneten mit
By = 407mT (Herstellerangabe) und linearer Entmagnetisierungskennlinie per Simulation die

Flussdichte im Magneten wihrend der Streufeld- und der EMK-Messung bestimmit.
Der jeweilige Arbeitspunkt ergibt sich als Schnittpunkt der gemessenen Entmagnetisierungs-

kennlinie sowie einer Abzissenparallele, deren Ordinatenabschnitt der simulativ ermittelten

Flussdichte im Magneten entspricht (hier: By = 127 mT, Bupotor,theo = 345mT).
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Abbildung A.29: Teilansicht des zweiten Quadranten der B(H)-Kennlinie von BMNpi-30/54 zur
quantitativen Abschitzung der irreversiblen Teilentmagnetisierung

Das so erhaltene Diagramm ldsst sich wie folgt interpretieren: Wird der Magnet nach dem
Aufmagnetisierungsvorgang dem Magnetisierungsjoch entnommen, so stellt sich der einge-
zeichnete Luftarbeitspunkt AP1 ein. Durch den Einbau des Magneten in den Rotor verschiebt
sich der Arbeitspunkt AP2 in den Bereich hoherer Flussdichten. Diese Riickverschiebung erfolgt
aufgrund der Hystereseeigenschaft des Magnetmaterials nicht mehr auf der urspriinglichen
Kennlinie, sondern auf einer im Allgemeinen davon verschiedenen Riicklaufkurve. Eine
detaillierte Behandlung dieses Phinomens kann der eingéingigen Fachliteratur zur magnetischen

Hysterese entnommen werden, beispielhaft seien hier etwa [Ber98; Kne62] genannt.

Zur praktischen Auswertung wird die Riicklaufkurve durch eine Gerade mit der Steigung Upnm
angendhert. Diese ergibt sich als eine durch AP1 verlaufende Parallele zur idealen Arbeitsge-
raden. Der neue Arbeitspunkt AP2 im magnetischen Kreis des Motors resultiert dann aus dem
Schnittpunkt der Riicklauf- und der Arbeitsgeraden.

[121Streng genommen stellt die Verbindung zwischen Ursprung und AP2 keine Gerade dar, da sich der magnetische
Kreis aufgrund der Sittigung des Elektroblechs nichtlinear verhdilt.
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Der Ordinatenschnittpunkt der Riicklaufgeraden entspricht der nach der partiellen Entmagneti-
sierung noch vorhandenen Remanenz. Wird der Magnet nun wieder aus dem Motor entfernt, so
wird im Rahmen des vorgestellten Entmagnetisierungsmodells angenommen, dass sich wieder
der urspriingliche Luftarbeitspunkt AP1 einstellt. Die Riicklaufgerade entspricht nun im Be-
reich zwischen den beiden Arbeitspunkten der neuen B(H )-Kennlinie, welche in diesem Bereich
dementsprechend nun ein lineares Verhalten aufweist. Der beschriebene Prozess der Arbeits-
punktverschiebung AP1 <+ AP2 ldsst sich nun ohne weiteren Remanenzverlust beliebig oft wie-
derholen, weshalb auch von einer Stabilisierung der B(H )-Kennlinie gesprochen wird [Hec75].
Fiir das vorliegende Magnetmaterial wiare dementsprechend mit einer Reduktion der Remanenz

auf B, = 386 mT zu rechnen.

A.8.2 Messtechnische Untersuchung
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Abbildung A.30: Prinzip der Streufeldmessung

Zunichst wird die Remanenzinduktion der Magnete vor dem Einbau in den Rotor mittels Streu-
feldmessung bestimmt. Als Streufeld wird hierbei das magnetische Feld bezeichnet, welches
ein im Vakuum befindlicher Magnet ausbilden wiirde (Abbildung A.30). Da die Permeabilititen
von Para- und Diamagnetika nur geringfiigig von jener des Vakuums abweichen, kann dieses
Feld ndherungsweise erzeugt werden, indem alle Ferro- und Ferrimagnetika aus dem Umfeld
des Magneten entfernt werden. Die Remanenzinduktion kann nun iiber den Vergleich des
Streufeldes von Messung und FEM-Simulation ermittelt werden. Hierzu wird eine Fluxmeter-
sonde in das Feld eingebracht und die Flussdichte an der Sondenposition bestimmt. Die bei der
Simulation angenommene Remanenzinduktion des Magneten wird nun so lange angepasst, bis

die gemessene Sondeninduktion mit der simulierten {ibereinstimmt.
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Anhand der Ergebnisse der Streufeldmessung wurde die Remanenzinduktion vor dem Einbau zu
370 mT bestimmt. Nach Durchfiihrung der EMK-Messung wurden die Magnete dem Rotor wie-
der entnommen und erneut einer Streufeldmessung unterzogen. Hierbei ergab sich B; = 340mT.
Es ist also anhand der Streufeldmessungen ein resultierender Remanenzverlust von 67 mT ge-
geniiber der Herstellerangabe von 407 mT aufgrund der mehrfachen Arbeitspunktverschiebung
festzustellen. Bereits vor dem erstmaligen Einbau der Magnete betrug die Differenz zur Herstel-
lerangabe 37 mT.

150 T
100 +
-
T 50 -
g (B =407 mT)
FEM (B, = 370 mT)
0 FEM (B, = 355 mT)
FEM (B, = 340 mT)
Messung
_50 I I I I I I I I I

0 0.001  0.002 0.003 0.004 0.005 0.006 0.007 0.008 0.009 0.01

t/s

Abbildung A.31: Gemessene und simulierte EMK im Vergleich (n = 1500min~!)

Das Ergebnis der EMK-Untersuchung ist in Abbildung A.31 dargestellt. Neben der gemessenen
EMK sind auch mehrere per FEM simulierte Verldufe mit verschiedenen Werten der Remanenz-
induktion dargestellt. Dieser Vergleich zeigt ebenfalls, dass ein erheblicher Remanenzverlust
stattgefunden haben muss. Die beste Ubereinstimmung von Messung und Simulation wird bei
einer Remanenz von 355 mT erreicht. Dies spiegelt sich auch im Vergleich der Grundschwin-

gungsamplituden in Tabelle A.2 wieder.

Tabelle A.2: Vergleich der Grundschwingungsamplitude

| Messung | FEM (407 mT) | FEM (370 mT) | FEM (355mT) | FEM (340 mT)
i/ V | 85,65 | 101,66 90,04 85,33 | 80.64
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A.8.3 Diskussion der Ergebnisse

Die grafische Auswertung der Séttigungshysteresekurve im Theorieteil zeigt auf, dass bereits
durch Lagerung der Magnete auBerhalb eines hinreichenden magnetischen Kreises ein Rema-
nenzverlust zu erwarten ist. Durch einfache grafische Uberlegungen kann die verbleibende
Remanenz quantifiziert werden; im konkreten Fall zeigt sich eine Abweichung des so erhaltenen
Wertes von 5% gegeniiber dem Ergebnis der ersten Streufeldmessung. Soll die maximale
Remanenz des Magnetmaterials ausgenutzt werden, so muss entweder die Formgebung des

Magneten abgeédndert oder selbiger erst im Arbeitskreis aufmagnetisiert werden.

Ersterer Vorschlag konnte beispielsweise durch eine groBlere Magnetdicke realisiert werden.
Hierdurch steigt die Flussdichte im Magneten selbst, weshalb der Luftarbeitspunkt in den Be-
reich betragsmiBig kleinerer Feldstidrken verschoben und der nichtlineare Bereich der B(H)-
Kurve vermieden wird. Dieser Sachverhalt ist in Abbildung A.32 beispielhaft fiir einen Werte-
bereich der Magnetdicke dpy von 10 mm bis 50 mm dargestellt. Die gezeigten Arbeitsgeraden

wurden durch entsprechende FEM-Simulationen bestimmt.
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~
~
L ~ 4 0.1
~
-
Pie
10 mm - 4 0.05
1 1 1 1 0
-250 -200 -150 -100 -50 0
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Abbildung A.32: Verschiebung des Luftarbeitspunktes zur Vermeidung der irreversiblen Entmagne-
tisierung durch Erhohung der Magnetdicke dpy; von 10 mm auf bis zu 50 mm

Durch die Ergebnisse der EMK- und der zweiten Streufeldmessung wird deutlich, dass durch

die Arbeitspunktverschiebungen infolge des Ein- und Ausbaus der Magnete ein weiterer
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Remanenzverlust stattfindet. Da dieser mit den eingangs vorgestellten Uberlegungen nicht
erklirt werden kann, wird im Nachfolgenden auf die in Abbildung A.33 dargestellte qualitative
Analyse nach [Kne62; KR67] zuriickgegriffen. Eine quantitative Ubertragung dieser Analyse

auf die vorliegenden Untersuchungen kann Tabelle A.3 entnommen werden.
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Abbildung A.33: Irreversible Entmagnetisierung aufgrund der Arbeitspunktwechsel iiber ausgeprigte
Kurven (AP1 — AP2 — AP3) und Ubergang zur reversiblen Entmagnetisierung iiber eine Lanzet-
tenschleife (AP3 < AP4)

Ausgangspunkt des Prozesses ist der anfingliche Luftarbeitspunkt AP1 im irreversiblen Bereich
der B(H)-Kennlinie. Weicht die Form der Riicklaufkurve stark von einer Geraden ab, so stellt
sich im magnetischen Kreis des Motors der Arbeitspunkt AP2 ein, wodurch die gemessene
Remanenzreduktion von 370 mT auf 355 mT verursacht wird. Beim Ausbau der Magnete wird
der Arbeitspunkt AP3 wiederum iiber eine Kurve erreicht, was einen weiteren Remanenzverlust
von 15 mT nach sich zieht, sodass sich in der zweiten Streufeldmessung eine Remanenz von
340 mT ergibt. Bei abermaligen Ein- und Ausbau konnten dementsprechend weitere Remanenz-
verluste auftreten. In der Praxis ist jedoch damit zu rechnen, dass sich nach einigen irreversiblen
Verschiebungen die zwischen AP3 und AP4 dargestellte Lanzettenschleife einstellt, welche
durch eine Riicklaufgerade approximiert werden kann. Die somit stattgefundene Stabilisierung
der B(H)-Kennlinie hat zur Folge, dass Ein- und Ausbauprozess beliebig oft ohne weitere

Remanenzreduktion wiederholt werden konnen.
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Tabelle A.3: Verringerung der Remanenzinduktion von BMNpi-30/54 aufgrund der Arbeitspunktver-
schiebungen wihrend der Untersuchungen

Arbeitspunkt | iagnetisie- API AP2 AP3 AP4
rungsjoch
Hersteller- | Streufeldmes- EMK- Streufeldmes-
Datenquelle -
angabe sung vorher Messung sung nachher
B; / mT 407 — 370 — 355 — 340 — +— (340)

Eine quantitative Analyse miisste auf mikroskopischer Ebene unter Beriicksichtigung der
Quantenmechanik durchgefiihrt werden und erfordert zusitzlich genaue Kenntnisse iiber den
atomaren Aufbau des Magneten (etwa lokale Gefiigestorungen im Material). Fiir eine praxis-
relevante Berticksichtigung der irreversiblen Entmagnetisierung in permanentmagneterregten

elektrischen Maschinen ist dieser Ansatz nicht zielfithrend.

Stattdessen soll folgende Empfehlung ausgesprochen werden: Wird eine elektrische Maschine
mit nichtlinearen Magneten bestiickt, die bereits vor dem Einbau aufmagnetisiert sind, so ist zur
Uberpriifung der Entmagnetisierung eine EMK-Messung durchzufiihren. Durch den Vergleich
mit Simulationswerten kann so auf die verbliebene Remanenz der Magnete zuriickgeschlossen
werden. Dieses Vorgehen bietet dariiber hinaus den Vorteil, dass auf umfangreiche 3D-
Simulationen zur Bestimmung der axialen Streuung verzichtet werden kann, da der axiale
Streufluss durch eine entsprechend verringerte Remanenz in der Simulation mitberiicksichtigt

wird.

Diese Vorgehensweise wird fiir den Vergleich zwischen Messung und Simulation im Haupt-
teil der Arbeit genutzt, indem fiir die Simulationen eine verbliebene Ferritmagnetremanenz von
400 mT angenommen wird. AbschlieBend sei noch angemerkt, dass zur vollstdndigen Ausnut-
zung des vorliegenden Magnetmaterials die Aufmagnetisierung im eingebauten Zustand erfolgen
miisste. Alternativ konnten die Magnete wie bereits beschrieben so dimensioniert werden, dass

sie auch im ausgebauten Zustand im reversiblen Teil ihrer B(H )-Kennlinie betrieben werden.
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